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Ce travail de thèse est le fruit d’une collaboration entre le LAboratoire PLAsmas et 
Conversion d’Energie (LAPLACE) de Toulouse et l’entreprise Alstom Transport de Tarbes 
dans le cadre d’un projet ANR (Agence Nationale de la Recherche) de 3 ans nommé 
CONCIGI-HT (CONvertisseur alternatif-continu Compact à Isolement Galvanique Intégré 
Haute Tension). L’objectif de ce projet est de réduire la masse et le volume de la fonction de 
conversion Alternatif/Continu tout en augmentant le rendement des chaînes de traction. Pour 
cela, l’ensemble transformateur basse fréquence – redresseur est remplacé par une structure 
multi-convertisseurs, directement connectée à la caténaire haute tension et intégrant des 
transformateurs fonctionnant en moyenne fréquence (plusieurs kHz). 
 
Cette thèse concerne plus particulièrement la caractérisation et la mise en œuvre de 
composants semi-conducteurs haute tension dans des structures de conversion statiques à 
étage intermédiaire moyenne fréquence. L’étude est effectuée sur la base d’une chaîne de 
traction de 2MW fonctionnant sur un réseau 25 kV/50 Hz. 
 
 
Le manuscrit comporte quatre chapitres et une conclusion. 
 
 Le premier chapitre présente l’état de l’art de l’Automotrice à Grande Vitesse (AGV) 
récemment produite par ALSTOM. C’est la chaîne de traction de cet engin qui sert de 
référence pour l’étude des nouvelles topologies à transformateur moyenne fréquence. 
 
Le deuxième chapitre décrit, tout d’abord, la structure d’une chaîne de traction 
classique et présente ensuite deux topologies multicellulaires à transformateur moyenne 
fréquence applicables en traction électrique ferroviaire (la structure indirecte à redresseur de 
courant MLI et convertisseur DC/DC à résonance ainsi que la topologie directe associant des 
convertisseurs duaux). Les avantages et inconvénients de ces topologies sont mis en évidence. 
 
 Le troisième chapitre concerne la mise en œuvre et la caractérisation en commutation 
douce de composants Silicium 6,5kV dans les deux topologies présentées précédemment. 
Introduction générale 
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Deux bancs de test, représentant un étage élémentaire de conversion, ainsi que des allumeurs 
spécifiques dédiés à la commutation douce, ont été réalisés. Ils permettent le fonctionnement 
des semi-conducteurs en régime permanent dans des conditions nominales de fonctionnement 
(3,6 kV / 100 A). Les résultats expérimentaux obtenus montrent notamment que, pour une 
application en 25 kV/50 Hz, il est difficile de concilier une fréquence de commutation 
suffisamment élevée (au moins 5 kHz) pour garantir une réduction significative du volume 
des transformateurs), une amélioration du rendement et un nombre d’étage réduit. Il est donc 
nécessaire de changer de technologie pour les semi-conducteurs. 
 
 Le quatrième chapitre présente la mise en œuvre et la caractérisation de composants en 
carbure de silicium (SiC). Pour cela, des modules de puissance à base de puces de 10 kV 
(MOSFET et Diodes) ont été réalisés. Les résultats expérimentaux, obtenus sur les bancs de 
test réalisés au chapitre précédent, mettent en évidence une réduction significative des pertes 
et démontrent la viabilité de la topologie à convertisseurs duaux pour une application en 
25 kV/50 Hz. 
 
 La conclusion générale présente un premier design d’un bloc élémentaire et les gains 
en masse et volume ainsi que les économies d’énergies qui pourront être obtenus par rapport à 
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1. DESCRIPTION GENERALE 
 
Le dernier né de chez Alstom, l’AGV (Automotrice Grande Vitesse) [ALS-a], est le 
résultat d’une synergie entre la réussite du TGV et plus de trente années d’expertise 
technologique et d’innovations dans le domaine de la très grande vitesse [BAR07] [DEB09] 
[JEU09] [LAC04] [LAC08] [PAL09]. Plus de 560 trains à très grande vitesse Alstom 
circulent à plus de 300 km/h à travers le monde. Ils représentent plus de 60% du marché de la 
très grande vitesse. Ils ont transporté plus de 1,7 milliard de passagers pour un total de plus de 
2,5 milliards de kilomètres parcourus (soit plus de 62000 fois le tour de la Terre).  
 
Le principe fondamental de ce nouveau train reste le même que celui de son 
prédécesseur : la rame articulée grâce aux bogies inter-caisses. Ce qui change radicalement est 
le principe de motorisation (Figure 1.1) : alors que le TGV dispose de deux motrices (l’une en 
tête, l’autre en queue de rame), la motorisation de l’AGV est répartie sous certaines voitures, 
ce qui adapte la puissance de la rame à la longueur. L’AGV est en conformité avec les 

























Figure 1.1 : Architecture classique / TGV / AGV 
 
 




2.1.  Modularité / Capacité 
 
Tous les équipements de traction sont situés sous la caisse. Ainsi, la combinaison de 
l’articulation sur toute la longueur de l’AGV et de la motorisation répartie permet de rendre 
accessibles les voitures de tête et de queue afin de placer 20% de passagers en plus par rapport 
à un TGV 1 niveau. La motorisation répartie présente aussi l’avantage d’être modulaire en 
termes de nombre de voitures. Ainsi, à partir d’une gamme AGV allant de 7 (Figure 1.2) à 14 
voitures (Figure 1.3), chaque opérateur peut composer une flotte en parfaite adéquation avec 
ses besoins en capacités. Selon la configuration retenue, la capacité du train peut varier de 250 





Capacité : 245 à 312 places 






Coffre traction + self 











Chapitre I : Etat de l’art de l’Automotrice Grande Vitesse 
21 
AGV 14 
Capacité : 593 à 654 places 






Coffre traction + self 




Figure 1.3 : Structure AGV14 
 
 
Sur un itinéraire principal, l’AGV peut être exploité en unité multiple de 2 rames de 11 
voitures mais également de 3 rames de 7 voitures tout en restant dans la limite de 400 m de 





La flexibilité est également un point fort de l’AGV (notamment grâce à son attelage 
automatique rétractable situé dans le nez du train). Un opérateur pourra plus facilement 
optimiser le plan de circulation de ses trains à très grande vitesse. Par exemple, des trains 
partis de plusieurs gares, circulant sur des voies classiques, pourront se rejoindre pour rouler 
ensemble à très grande vitesse, avant de se séparer et de continuer leur route vers des 
destinations différentes (Figure 1.4). Cet avantage prend également tout son sens au regard 
des périodes de fréquentation des trains au cours de l’année (vacances scolaires, longs    
week-end, etc.). L’AGV ouvre de nouveaux horizons en introduisant, à l’instar du transport 
aérien, le concept de flottes de trains et de plates-formes ferroviaires. Une vraie révolution 
pour le secteur du transport ferroviaire et de ses opérateurs. 
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Figure 1.4 : Exemple de flexibilité 
 
 
2.3. Réduction de masse 
 
Etant donné qu’il y a deux bogies en moins par rapport à une architecture TGV traditionnelle 
et que la masse à l’essieu reste limitée à 17T pour la grande vitesse, il a fallu réduire la masse 
de l’AGV. Pour ce faire, la masse du système global a été optimisée. La « peau extérieure » 
de l’AGV est réduite à 2,5mm d’épaisseur. Les anciennes traverses en acier reliant la caisse 
au bogie ont été fabriquées en matériaux composites permettant de réduire leur poids de 
750kg. Les bogies ont également été réalisés en composite. L’utilisation de modules de 
puissance à IGBT refroidis à eau et de moteurs synchrones à aimants permanents favorise 
également la réduction de la masse du système de traction. Au total, selon la configuration, 





L’efficacité d’un train se mesure aussi par une faible résistance à l’avancement. En effet, plus 
celle-ci est petite, moindre est sa consommation d’énergie. Cette résistance à l’avancement 
s’exprime en fonction de la vitesse V du train par une relation du type : 
 
 









AGV de 3 rames 
de 7 voitures 
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FRAV = A + B.V + C.V
2 




Le coefficient A [en N] représente la résistance au roulement des roues sur le rail et des 
paliers d'essieux. Il est fonction de la charge par essieu. 
Le coefficient B [en N/(km/h)] représente les frottements des roues sur les faces latérales des 
rails. 
Le coefficient C [en N/(km/h)2] dépend de la résistance aérodynamique du train et de sa  
pénétration dans l’air. 
 
La Figure 1.5 montre une comparaison des résistances à l’avancement du TGV Duplex et de 











Figure 1.5 : Courbe de la résistance à l’avancement d’une rame TGV Duplex et AGV 
Césures, pantographe, ligne de toiture 
Bogies 
Surface mouillée 
Forme des extrémités 
B.V 
A 
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La résistance aérodynamique d'un train représente 85 % de la résistance à l’avancement et 
c’est pour cette raison qu’un gros travail a été réalisé sur l’aérodynamisme. En effet, à ces 
vitesses, la problématique est semblable à celle rencontrée en aéronautique. De plus, 40 % de 
la résistance aérodynamique est en provenance des bogies. Les bogies inter-caisses permettent 
donc de diminuer le nombre total de bogies. 
Le nez et la queue des trains doivent être convenablement profilés. Le carénage des bogies, 
l’élimination ou le masquage des équipements en toiture et l’installation de soufflets 
d’intercirculation sont d’autres mesures tout aussi importantes. A titre d’exemple, la Figure 
1.6 montre la vitesse d’écoulement de l’air autour du pantographe à 576 km/h. 
Network Rail avance que, de manière générale, la résistance à l’avancement entre pour 69 % 
dans l’énergie consommée par un train à grande vitesse, tandis que l’inertie et les fonctions de 
confort en absorbent respectivement 9 % et 22 %. 
 
 
Figure 1.6 : Vitesse de l’écoulement autour du pantographe à 160m/s 
 
 
2.5. Consommation d’énergie 
 
L’AGV consomme, en équivalent pétrole, seulement 0,4 l/100 km/passager, soit 3 fois moins 
qu’un bus (1,2 l/100 km), 8 fois moins qu’une automobile (3,2 l/100 km), et 15 fois moins 
qu’un avion (6 l/100 km). D’autre part, grâce au gain de masse et au travail réalisé sur 
l’aérodynamisme, l’AGV consomme 15% d’énergie en moins que les modèles concurrents 
(Zefiro de Bombardier et Velaro de Siemens).  




L’AGV possède deux bogies de moins que TGV, ce qui conduit à réduire les coûts de 
maintenance (les bogies intervenant pour 35 à 40% des coûts de maintenance). En outre, les 
trains AGV sont équipés d'instruments de pointe pour le diagnostic embarqué et à distance,  
conçus pour diminuer la durée des interventions de maintenance. En se connectant à distance, 
les techniciens peuvent aider l'équipage du train à éliminer ou réduire les dysfonctionnements 
avant l’arrivée du train en atelier de maintenance. Les interventions à réaliser sont ainsi 
préparées, ce qui réduit d'autant le temps d’immobilisation du train. 
De plus, en améliorant de manière intrinsèque sa fiabilité d’exploitation, l’AGV génère une 
réduction du coût global de possession de l’ordre de 15% par rapport à la concurrence tout au 
long de son cycle de vie. Le coût global de possession englobe le coût d’acquisition, mais 
aussi le coût d’exploitation, de maintenance et de rénovation de l’AGV, pendant les 40 années 





Le principe de la rame articulée est aussi une vraie garantie de sécurité pour les passagers : 
l’assemblage des voitures, couplées grâce à l’articulation, donne de la stabilité et de la rigidité 
à la rame qui offre moins de prise aux vents traversiers et ne risque pas de se déformer ni de 
se plier (effet d’accordéon) en cas d’accident ou de déraillement. 
Le système de crash présenté sur la Figure 1.7, situé dans le nez du train, a été dimensionné 
pour 6MJ, ce qui correspond à l’impact d’un camion à 110km/h. Ce système est conforme aux 
normes de crash pour l’interopérabilité dans l’Union Européenne. 
 
 
Figure 1.7 : Module de crash frontal de l’AGV 
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La cabine de pilotage est ergonomique et universelle (Figure 1.8). Elle est basée sur les 
recommandations de l’EU-DD (European Unified Driver’s Desk). Elle a été validée sur 
simulateur et testée par des conducteurs internationaux. 
 
 
Figure 1.8 : Cabine de pilotage de l’AGV 
 
 
2.8. Confort à bord 
 
Le bruit de roulement et les vibrations sont réduits et limités aux zones entre les voitures. Le 
mouvement entre les voitures est amorti par l’articulation. Le confort acoustique a aussi été 
nettement amélioré, notamment grâce aux modélisations aéro-acoustiques et au travail mené 
sur le carénage des bogies de tête ainsi que sur le design de l’avant des rames afin d’améliorer 
leur pénétration dans l’air. Le bruit à 360km/h est équivalent à celui relevé sur le matériel 
concurrent roulant à 300km/h. 
L’AGV propose aussi des voitures plus larges que celles des autres trains à très grande vitesse 
au gabarit UIC (Union Internationale des Chemins de fer), ce qui a permis d’intégrer des 
sièges plus confortables. En plus, l’architecture de l’AGV permet d’aménager les rames selon 
les besoins des clients. Les configurations envisageables sont multiples : on retrouve les 
classes seconde et première classiques, mais aussi des classes affaires, ou encore des salles de 
réunion ou des espaces de détente et de loisirs. Ainsi, à terme, et au gré des demandes des 
opérateurs, circuleront des AGV typés « week-end », « vacances » ou bien « business », aux 
équipements intérieurs spécifiques : zones pour les bagages, emplacement pour les vélos … 
Mieux encore, la caisse de l’AGV a été conçue pour offrir une évolutivité du design et de 
l’aménagement intérieur au cours de la vie du train. Ainsi, il sera par exemple aisé de 
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transformer un AGV initialement prévu pour relier deux mégapoles et principalement 
emprunté par des hommes d’affaires en un train destiné aux voyages touristiques. 
 
 
2.9. Emissions de CO2 
 
Les émissions de gaz à effet de serre sont également réduites au minimum : 50 fois moins 
importantes que celles d’une automobile et 70 fois moins qu’un avion (Figure 1.9). 
 
 





L’impact sur l’environnement a été réduit au minimum. En effet, les matériaux employés pour 





L’AGV est le premier train à très grande vitesse conçu, dès l’origine, pour une parfaite 
interopérabilité internationale, totalement conforme aux normes européennes. L’armoire de 
signalisation peut accueillir tous les équipements internationaux nécessaires pour 
l’interopérabilité (l’ETCS : Système Européen de Contrôle de Train) et les équipements 
nationaux de contrôle de vitesse des trains. L’AGV peut ainsi circuler sur tous les couloirs 
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grande vitesse en Europe et fonctionner sous quatre tensions d’alimentation différentes : 
25kVAC – 15kVAC – 3kVDC – 1,5kVDC. 
Le nouveau système de gestion du trafic ferroviaire européen ERTMS (European Rail Traffic 
Management System) permettra de parcourir en train l’Europe entière. Les contraintes 
engendrées par les différents systèmes nationaux de signalisation seront ainsi supprimées. Le 
transport ferroviaire sera dorénavant plus rapide, plus sûr et plus rentable. 
 
 
3. LA CHAÎNE DE TRACTION DE L’AGV 
 
La chaîne de traction de l’AGV [ALS10] est prévue pour fonctionner avec une alimentation 
alternative ou continue, comme le montre la Figure 1.10. 
 
- En monophasé, le courant est prélevé par le pantographe puis passe par un disjoncteur 
monophasé et un transformateur multi-enroulements qui abaisse la tension caténaire à un 
niveau compatible avec les semi-conducteurs et permet d’assurer l’isolement galvanique entre 
le réseau et les convertisseurs de traction. Sur chaque secondaire on trouve un redresseur 
commandé appelé PMCF (Pont Monophasé à Commutation Forcée). Les PMCF permettent 
de réguler la tension continue du bus intermédiaire (filtrage par condensateurs). Afin de 
minimiser les harmoniques de courant renvoyés sur la caténaire, les motifs de commandes des 
PMCF sont entrelacés, permettant ainsi d’absorber un courant quasi sinusoïdal en phase avec 
la tension caténaire.  
 
- En continu on passe aussi par un disjoncteur (différent du disjoncteur monophasé) ainsi que 
par une inductance de filtrage avant d’arriver sur le bus intermédiaire. Quant il est possible on 
utilise les enroulements secondaires du transformateur pour réaliser cette inductance. 
 
Après le bus intermédiaire, se trouve un onduleur qui alimente le moteur de traction par des 
tensions triphasées, d’amplitude et de fréquence variables afin de réguler le couple en traction 
et en freinage. 
Un hacheur rhéostatique est également placé sur le bus intermédiaire. Son rôle principal est de 
maintenir la tension à une consigne donnée lors d’un freinage électrique mais aussi de limiter 
la tension à l’entrée des onduleurs en cas de surtensions transitoires (rôle d’écrêteur). 
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Figure 1.10 : Chaîne de traction sous caténaire Alternative et Continue 
 
 
3.1. Captage du courant 
 
Le pantographe permet de prélever l’énergie sur la caténaire (Figure 1.11). Celui de l’AGV 
est doté d’un système de contrôle électronique en temps réel qui garantit une pression 
constante de l’archet sur la caténaire : le but est d'éviter les disjonctions entre la caténaire et le 
pantographe pour transmettre le maximum de puissance (Figure 1.12). Ce système a été 
utilisé lors du record du monde de vitesse à 574,8 km/h. 
Les pantographes peuvent avoir des archets de différentes largeurs :(1450, 1600 ou 1950 mm. 
Ils peuvent être composés de différentes matières : carbone pur ou alliage de carbone et de 
cuivre afin de s’adapter aux spécificités des parcours de l’AGV. Pour une tension caténaire 
donnée, un AGV utilisera deux pantographes afin de diviser le courant total absorbé par la 
chaîne de traction. Le choix du pantographe sera sélectionné en fonction de la largeur de 
l’archet et de la pression de contact, adaptées à la caténaire. 
 
 
Figure 1.11 : Image d’un pantographe de l’AGV 
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Le transformateur est un maillon essentiel de la chaîne de traction à bord du train [DEB-a]. Il 
doit répondre aux trois exigences suivantes: 
– faire preuve d’une exceptionnelle fiabilité puisque c’est le seul point de transfert d’énergie 
entre caténaire et moteurs, 
– être le moins lourd et le moins volumineux possible 
– s’accommoder des disparités de tension et de fréquence des systèmes d’électrification 
européens. 
 
Le transformateur de traction et son système de refroidissement forment un ensemble intégré 
complet dont l’installation et la maintenance sont simplifiées. Le transformateur est placé 
dans une cuve et baigne dans l’huile. Le système de refroidissement est composé de deux 
pompes, deux ventilateurs et deux échangeurs (redondance). La Figure 1.13 ci-dessous 
représente un transformateur de l’AGV avec la partie active ainsi que le groupe de 
refroidissement. 
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La puissance des transformateurs peut varier suivant la composition des rames (alimentation 
de 1 ou 2 bogies-moteurs). Par conséquent, il existe deux transformateurs de différentes 
puissances : 2MW et 4MW [ALS09]. 
 
 
    Groupe de refroidissement      Partie active 
 
 
Figure 1.13 : Image d’un transformateur de l’AGV 
 
Le transformateur 2MW (25kV – 50Hz) pèse 3,2 tonnes pour un volume global de 5,7m3. Le 
transformateur 4MW (25kV – 50Hz), quant à lui, pèse 4,6 tonnes pour un volume de 6,5m3. 
Le rendement de chaque transformateur est de 93%. Comparé à un transformateur de 
distribution dont le rendement est d’environ 99%, le rendement des transformateurs 
ferroviaires est nettement plus faible. En effet, dans le cas des Automotrices Grande Vitesse, 
le rendement du transformateur est dégradé (suppression de cuivre et de fer) afin de limiter 
son volume en le plaçant sous la caisse. 
 
 
3.3. Modules à IGBT 
 
L’AGV est équipé d’unités de traction avec refroidissement à eau intégrant de nouveaux 
modules. Ils sont beaucoup plus compacts que ceux des générations précédentes de trains à 
grande vitesse (Figure 1.14). Les semi-conducteurs de l’AGV correspondent à la dernière 
génération d’IGBT calibrée à 6,5kV/750A. Cela permet de fonctionner avec un bus continu 
principal à une tension nominale de 3,6 kV et de simplifier ainsi la gestion des différentes 
tensions caténaire rencontrées lors d’une exploitation internationale (pas de hacheur sous 3kV 
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et un fonctionnement à demi-puissance sous 1.5 kV). Les réductions de volume et de poids 
qui en découlent améliorent considérablement la performance et facilitent la maintenance. 
 
  
Figure 1.14 : Photos des modules de puissance ONIX233 
 
 
3.4. Moteur synchrone à aimants permanents 
 
Une des innovations de l’AGV est l’utilisation de Moteurs Synchrones à Aimant Permanents 
(PMSM : Permanent Magnet Synchronous Motor) [DEB-b]. Cette technologie utilise des 
aimants placés sur le rotor (Figure 1.15). Les moteurs de l’AGV comportent 12 pôles, sont 
étanches et auto-ventilés, ce qui réduit les émissions de bruit, isole les pièces intérieures du 
sable et de la poussière, évite le recours à des systèmes externes de refroidissement et, par 
voie de conséquence, limite la maintenance. Ils sont beaucoup plus compacts que les moteurs 
asynchrones (1/3 de volume en moins) et possèdent également un meilleur rendement (98%). 
Leur puissance massique est supérieure à 1kW/kg (800kW pour une masse de 768kg). Leur 
vitesse de rotation maximale est de 4570 tours/minute et le couple maximal est de 4200N.m. 
Grâce à leur taille, les moteurs peuvent être directement placés sur les bogies-moteurs (deux 
moteurs par bogie). 
Ces moteurs possèdent néanmoins quelques inconvénients : 
- Chaque moteur doit être piloté par un onduleur. Rappelons que dans le cas des moteurs 
asynchrones on peut installer plusieurs moteurs en parallèle sur un même onduleur 
- Lors d’un défaut sur l’onduleur, il ne peut pas y avoir de réduction du flux magnétique et un 
court-circuit peut donc être alimenté en permanence par le moteur et il est alors nécessaire 
d’utiliser un contacteur triphasé pour isoler le moteur de l’onduleur. 
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La conception des bogies de l’AGV s’inspire très largement de la technologie éprouvée des 
bogies du TGV [DEB-c]. La différence réside dans le montage des moteurs directement dans 
le bogie de l’AGV (Figure 1.16), ce qui simplifie la transmission vers les roues. La réduction 
et l’optimisation du nombre de roues des réducteurs permettent d’obtenir des gains 











Chapitre I : Etat de l’art de l’Automotrice Grande Vitesse 
34 










Grâce à tous ces équipements, la puissance massique de l’AGV atteint 22,6kW/tonne (pour 11 








En 2008, l’opérateur italien NTV (Nuovo Trasporto Viaggiatori) a signé un accord avec 
Alstom pour la fourniture de 25 rames de sa nouvelle génération de train à très grande vitesse 
AGV. Le contrat comprend également la maintenance des trains pour une période de 30 ans, 
et prévoit par ailleurs une option pour 10 rames supplémentaires. NTV assurera 54 liaisons 
quotidiennes entre les principales villes italiennes : Turin, Milan, Venise, Bologne, Florence, 
Rome … 
L’inauguration de ces trains, nommés « .italo » (Figure 1.18), a eu lieu en décembre 2011 
[ALS-b]. Ce train dispose de trois classes (Smart, Prima et Premium) et est doté d'une voiture 
cinéma, d'écrans individuels, du wifi gratuit et de sièges en cuir. 
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Figure 1.18 : Photographies du .italo de l’opérateur italien NTV 
 
 
4.2. Descriptif technique 
 
Comme le montre la Figure 1.19, les trains sont composés de 11 voitures (AGV11) et 
comportent 460 places pour une longueur de 200m, contre 370 places pour un TGV de même 
longueur. Ils sont capables de circuler à 300km/h sous 25kV et à 250km/h sous 3kV. Ils 
comportent 5 bogies-moteurs pour une puissance totale de 10MW [ALS-c]. La puissance est 
distribuée par l’intermédiaire de trois transformateurs : deux de 4MW (4 secondaires) et un de 
2MW (2 secondaires). 
 
 
Figure 1.19 : Répartition des équipements électriques de l’AGV NTV 
 
 
Chaque secondaire possède un PMCF qui est associé à un condensateur de filtrage, 
destiné à limiter l’ondulation de tension à la fréquence de découpage (Figure 1.20). Les 
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PMCF d’un même transformateur sont entrelacés et connectés au même bus continu (2 PMCF 
par bus continu) sur lequel se trouvent des condensateurs de filtrage basse fréquence 
(3*1,67 mF). Chaque moteur est piloté par un module de puissance composé d’un 
condensateur filtre, d’un écrêteur rhéostatique et d’un onduleur triphasé. Les circuits 










Depuis trente ans, la chaîne de traction des TGV a subi de multiples changements au gré des 
progrès technologiques : évolution des semi-conducteurs, des modules de puissance, du 
refroidissement, des moteurs... Le seul composant à n’avoir pratiquement pas changé est le 
transformateur (composé de tôles magnétiques et de cuivre), bien que celui-ci reste l’élément 
le plus lourd et le plus volumineux de la chaîne de traction. Comme nous l’avons vu 
précédemment, la masse reste un point délicat pour les AGV et il est donc pertinent de 
chercher à alléger la fonction de conversion AC/DC dans la chaîne de traction. 
 
Afin de réduire, à puissance égale, la masse et le volume tout en gardant un rendement 
global identique voire supérieur, il faut augmenter la fréquence de fonctionnement du 
transformateur. Pour ce faire, différentes topologies ont été identifiées puis étudiées. Dans 
tous les cas, il est nécessaire de connecter directement une partie des convertisseurs statiques 
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sur la haute tension. Dans le chapitre suivant, nous présentons deux topologies de conversion 














































































LA CONVERSION AC/DC AVEC ETAGE 




















































Le principe d’alimentation des chaînes de traction actuelles est présenté à la Figure 2.1. 
L’énergie est fournie par une alimentation monophasée (à tension et fréquence fixées) alors 
que la charge triphasée fonctionne à tension et fréquence variables. Pour obtenir une 
puissance constante en sortie, il faudrait prélever une puissance constante en entrée. Or, 
comme l’on fonctionne à partir d’une alimentation monophasée, il est nécessaire de filtrer la 
puissance fluctuante qui transite entre l’alimentation et la charge. Dans les chaînes de traction 
actuelles ce filtrage est réalisé sur le bus de tension continu par des condensateurs ou bien par 
un circuit LC accordé au double de la fréquence d’alimentation. Dans notre travail, le principe 
d’alimentation du moteur de traction par l’onduleur de tension n’est pas remis en cause. Nous 




Figure 2.1 : Principe des chaînes de traction actuelles sous alimentation alternative 
 
Un des objectifs du travail de thèse est de proposer une solution de remplacement à la 
fonction de conversion AC/DC pour une chaîne de traction de 2MW sous une alimentation 
25kV-50Hz. 
 
Comme on fonctionne sous 25kV, la norme [CEI60310] indique qu’il faut que le 
transformateur supporte une tension d’isolation de 60kVRMS - 50Hz - 1min. De plus, d’après 
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1.1. Caractéristique d’entrée du convertisseur 
 
En basse fréquence, la source d’alimentation des trains, via la caténaire, se comporte comme 
un générateur de tension avec une impédance interne faible. Pour obtenir un point de 
fonctionnement stable, il faut donc que le convertisseur d’entrée se comporte comme une 
source de courant contrôlée (Figure 2.2). 
 
 
Figure 2.2 : Schéma structurel de l’étage d’entrée en basse fréquence 
 
Dans la pratique, pour les engins de traction modernes, cette source de courant est synthétisée 
par une source de tension V0-f  associée à une inductance de liaison Lin. La valeur de la tension 
V0-f délivrée par le convertisseur est contrôlée par une boucle de courant (Figure 2.3). La 
référence de courant est en phase avec la tension caténaire. Cette référence sera en opposition 
de phase lors d’un freinage récupératif.  
 
 
Figure 2.3 : Schéma équivalent de l’étage d’entrée 
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L’amplitude de la tension V0-f dépend donc de la tension caténaire Vr-f et de la chute de 
tension VLin aux bornes de l’inductance de liaison. Ainsi, pour un fonctionnement à facteur de 




Figure 2.4 : Schéma équivalent et diagramme de Fresnel pour la fréquence fondamentale 
 
 
1.2.  Représentation d’une chaîne de conversion statique d’énergie électrique sous 
forme d’éléments caractérisés 
 
Cette représentation a été proposée par le laboratoire LAPLACE en 2001 [PIQ01]. Elle se 
base sur les grandeurs physiques échangées entre les différents éléments d'un système 
électrique et le respect des règles de causalités. Dans notre cas il s’agit des grandeurs tension 
et courant). Ainsi, les éléments constitutifs d’une chaîne de conversion statique d’énergie 
électrique peuvent être représentés sous formes de pièces de puzzle. L’association des pièces 
du puzzle implique naturellement le respect des règles de causalité : l’un des dipôles impose 
la tension, l’autre le courant. Sur la Figure 2.5, l’élément 1 impose la tension et accepte le 
courant que lui impose l’élément 2. Ce dernier impose le courant et accepte la tension définie 
par l’élément 1. 
 
Figure 2.5 : Caractérisation énergétique à « tension imposée » 
 
Elément 1 Elément 2 
Sens du transfert 
U 
I 
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Cette représentation est valable pour les dipôles actifs et passifs. A titre d’exemple, la 
connexion de deux sources de tension implique l’utilisation d’une inductance de liaison dont 
la pièce de puzzle a une forme complémentaire. 
 
 
Figure 2.6 : Caractérisation énergétique entre deux sources de tension 
 
Cette représentation sera utilisée pour présenter dans leur principe les chaînes de traction 
étudiées dans ce chapitre. 
 
 
2. LA CONVERSION AC/DC A PONT MONOPHASÉ A 
COMMUTATION FORCÉE (PMCF) 
 
2.1. Présentation du principe 
 
La tension d’entrée est imposée par la caténaire. Un transformateur permet d’abaisser cette 
tension à une valeur acceptable par les semi-conducteurs. L’inductance de fuite du 
transformateur impose le courant au convertisseur qui commute à une fréquence de quelques 
centaines de Hz. Le condensateur impose la tension sur l’étage continu (Figure 2.7). Le 
convertisseur CS1 est un redresseur de courant, il est commandé en Modulation de Largeur 
d’Impulsion (MLI) et est communément appelé « Pont Monophasé à Commutation Forcée » 
(PMCF). 
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2.2. Schéma structurel 
 
La structure classiquement utilisée [MER10] est présentée à la Figure 2.8. Le transformateur 
abaisseur est suivi d’un PMCF. Dans cette structure les semi-conducteurs sont situés au 
secondaire du transformateur, côté Basse Tension, tout comme le filtrage de la puissance 
fluctuante. De ce fait, l’isolation nécessaire au niveau des semi-conducteurs et des éléments 
de filtrage n’est que de quelques kV. 
Néanmoins, le transformateur Basse Fréquence est lourd et volumineux (voir chapitre I -
 §3.2), ce qui est problématique, notamment dans le cas des automotrices à grande vitesse. 
 
   
Figure 2.8 : Schéma structurel d’un ensemble transformateur-PMCF 
 
 
Afin de réduire la masse et le volume de la fonction de conversion AC/DC, il faut changer la 
fréquence de fonctionnement du transformateur. Pour réaliser cette fonction, deux solutions 
différentes ont émergé ces dernières années. La première se base sur la notion de 
transformateur électronique utilisé dans la conversion DC/DC et va donc nécessiter un étage 
continu intermédiaire. La deuxième solution fait appel à un convertisseur direct alternatif 
basse fréquence/alternatif haute fréquence et évite donc un étage continu supplémentaire. Ces 
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3. STRUCTURE INDIRECTE A REDRESSEUR DE COURANT MLI ET 
CONVERTISSEUR DC/DC A RESONANCE 
 
3.1. Principe et simulations d’un étage 
 
Cette structure a été présentée au début des années 2000 [ENG03]. Dans son principe, elle 
comporte trois étages de conversion (Figure 2.9). Elle utilise un redresseur de courant MLI 
(comme le PMCF) pour créer un étage continu intermédiaire vDC_1. Ce convertisseur est 
maintenant situé en amont du transformateur, il faut par conséquent rajouter une inductance 
de liaison Lin entre la caténaire et le convertisseur.  
 
 
Figure 2.9 : Principe de conversion AC/DC indirecte incluant  
un convertisseur DC/DC à résonance 
 
Le transformateur est alimenté par une tension carrée de quelques kHz grâce à 
l’onduleur de tension ONDMF. Le convertisseur de sortie REDMF redresse le courant iac et 
impose la tension v2. La spécificité de cette structure réside dans l’utilisation d’un circuit 
résonant série qui est réalisé grâce à un condensateur CR associé à l’inductance de fuite LS du 
transformateur. La fréquence de résonance doit être plus grande que la fréquence de 
commutation de semi-conducteurs afin de commuter à zéro de courant et réduire au maximum 
les pertes en commutation des interrupteurs. Nous verrons toutefois, au chapitre 3, que ce 
mode de fonctionnement pose un problème pour l’évacuation des charges stockées lors de la 
conduction des IGBT. 
 
Le schéma structurel est présenté à la Figure 2.10. Elle comporte des semi-conducteurs 
en amont du transformateur (côté Haute Tension) ainsi que des condensateurs de filtrage. 
Tous ces éléments doivent être isolés 60 kV [CEI60310] par rapport à la masse. 
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En mode traction, le convertisseur REDMF utilise uniquement les diodes, les transistors 
étant bloqués. Par contre, en mode freinage, les fonctionnements des convertisseurs sont 
inversés : les transistors du convertisseur REDMF sont commandés alors que ceux du 
convertisseur ONDMF sont bloqués (on utilise seulement les diodes). 
 
  
Figure 2.10 : Schéma structurel du convertisseur AC/DC indirect 
 
La Figure 2.11 présente les formes d’ondes de la tension caténaire vCAT, du courant d’entrée 
iCAT, de la tension d’entrée v01 créée par le PMCF, du courant dans un IGBT (iIGBT) ainsi que 
la tension sur le bus continu intermédiaire (vDC_1). 
Les simulations ont été réalisées avec les conditions suivantes : 
- Puissance en sortie = 170kW 
- fPMCF = 350Hz 
- vDC_1 = 3600V 
- vCAT = 2000VRMS / 50Hz 
 
 
Figure 2.11 : Formes d’ondes à l’entrée du convertisseur 
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La Figure 2.12 montre les formes d’ondes de la tension onduleur (v1), de la tension après le 
condensateur de résonance (v2), du courant dans le transformateur (iac) et du courant redressé 
(iRED). 
Les conditions de simulation sont les suivantes : 
- vDC_1 = vDC_2 = 3,6kV 
-        = 5kHz 
- P = 170kW 
 
 
Figure 2.12 : Formes d’ondes au niveau de l’étage moyenne fréquence  
 
 
3.2. Schéma global 
 
Les semi-conducteurs actuels ne peuvent supporter des tensions supérieures à quelques kV, 
donc pour pouvoir fonctionner sous une tension caténaire de 25 kV il faut placer les étages 
d’entrée en série. Les redresseurs de sortie sont ensuite mis en parallèle sur le bus continu. La 
Figure 2.13 montre le schéma global d’une telle structure de conversion. 
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Figure 2.13 : Schéma global de la structure à résonance 
 
Pour avoir le moins d’étages possible il faut utiliser des interrupteurs Haute Tension. Ces 
derniers sont malheureusement peu performants en commutation. Ceci nécessitera de 
rechercher des conditions de commutation douce pour obtenir des fréquences de plusieurs 
kHz. Actuellement, le calibre en tension le plus élevé pour des IGBT est de 6,5kV (pour une 
utilisation sous une tension de bus vDC_1 de 3600V), donc pour une alimentation en 25kV le 
nombre d’étages est calculé de la façon suivante : 
 
    
           
 
 
          
    
       
     
 
Cependant, il faudrait rajouter un ou plusieurs étages redondants pour améliorer la fiabilité 
opérationnelle du système. 
 
 
3.3. Résultats de simulation 
 
La Figure 2.14 présente la tension vCAT, le courant iCAT sur la caténaire, la tension v0T créée 
par le convertisseur, le courant iac dans le transformateur ainsi que la tension continue vDC_2 
dans les conditions suivantes : 
- Tension d’alimentation : 25kV-50Hz 
- Puissance : 2MW en traction 
- 13 Etages 
- vDC_1 = vDC_2 = 3,6kV 
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- fPMCF = 350Hz (avec commandes entrelacées) 
-        = 5kHz 
- Lin = 90mH 
 
 
Figure 2.14 : Formes d’ondes à l’échelle d’une période basse fréquence (50 Hz) 
 
 
3.4. Prototypes réalisés 
 
Cette structure a d’abord été étudiée pour les chaînes de traction fonctionnant en 15kV-
16,7Hz car les gains en masse et volume au niveau du transformateur sont beaucoup plus 
intéressants que pour le 25kV-50Hz. De même, le niveau d’isolation du transformateur est 
moindre : 38kVRMS au lieu de 60kVRMS. 
 
3.4.1. Démonstrateur réalisé par ALSTOM – SMA 
 
Cette topologie a fait l’objet d’une étude commune entre ALSTOM et SMA en 2000. Un 
prototype de la structure complète a été réalisé et testé sur banc de test à puissance nominale 
(1,5MW) [FAD05]. Le schéma global de la structure est présenté sur la Figure 2.15. Il s’agit 
d’une variante du principe présenté précédemment avec cette fois-ci un onduleur à résonance 
demi-pont, un transformateur multi-enroulements et un seul redresseur secondaire. Une photo 
du démonstrateur est présentée à la Figure 2.16. On peut voir en  les modules mis en série, 
en  le transformateur, en  le redresseur secondaire et en  le système de refroidissement 
(sans l’échangeur). 
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Figure 2.16 : Photo du démonstrateur ALSTOM-SMA 
 
 
La structure réalisée comprend 8 étages. Elle a été dimensionnée pour une puissance continue 
de 1,5MW (2,25MW pendant 30s) sous 15kV-16,7Hz. Les PMCF étaient réalisés à partir 
d’IGBT 6,5kV-400A fonctionnant à 300Hz. Le bus intermédiaire, fixé à 3,6kV, était constitué 
de deux condensateurs 950µF mis en série. L’onduleur à résonance utilisait un point milieu 
capacitif et un seul bras réalisé avec des IGBT 6,5kV-600A fonctionnant à 4,5kHz. Un seul 
transformateur (réalisé à base de ferrite), comprenant 8 primaires et 1 secondaire réalisait 
l’isolation galvanique. Compte tenu de la dissymétrie du circuit magnétique, l’inductance de 
fuite des enroulements primaires variait de 60µH à 90µH. Un condensateur de résonance de 
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résonance d’environ 7,5kHz. L’unique redresseur secondaire était constitué de 12 modules 
IGBT (3 packs par interrupteur) 3,3kV-1200A. Un condensateur filtre de 2mF était associé à 
un filtre 2f composé d’une inductance de 0,9mH et d’un condensateur de 20,6mF. Ce principe 
est sans doute critiquable car il oblige la composante de courant à 2f à traverser le 
transformateur. La tension du bus continu au secondaire était de 1,65kV. Le convertisseur 
AC/DC complet pesait 3,8T pour un volume de 3,2m3. Le rendement était supérieur à 93%. 
Le circuit de refroidissement utilisait du MIDEL (bon conducteur thermique et isolant 
diélectrique). L’inductance de liaison Lin avait comme valeur 90mH. 
 
 
3.4.2. Prototype réalisé par ABB 
 
ABB a publié sur cette structure à partir de 1999 et c’est finalement en 2011 qu’un 
démonstrateur a été réalisé (Figure 2.17) [ZHA11] [ZHA12] [DUJ12]. La puissance nominale 
de ce démonstrateur est de 1,2MW (puissance crête de 1,8MW pendant 30s). Son schéma de 
principe est conforme à la Figure 2.13. Le démonstrateur est composé de 9 étages (dont un 
pour redondance) et utilise des IGBT 6,5kV-400A fonctionnant à 350Hz pour les PMCF 
d’entrée mis en série. De même pour les interrupteurs de l’onduleur demi-pont à résonance. 
Le bus intermédiaire est de 3,6kV. Les transformateurs, réalisés à base de matériau 
nanocristallin, sont dissociés (un par étage) mais tous situés dans une cuve commune et sont 
refroidis et isolés avec de l’huile. Leur inductance de fuite vaut 350µH tandis que leur 
inductance magnétisante vaut 6,5mH. Un condensateur série de 18µF permet d’obtenir une 
fréquence de résonance de 2kHz. La fréquence de commutation de l’onduleur est fixée à 
1,8kHz. Le courant au blocage est d’environ 38A (lié au courant magnétisant) pour un courant 
crête dans le circuit oscillant de 170A. Le bus continu de sortie fonctionne sous 1,5kV et le 
redresseur utilise donc des IGBT 3,3kV-800A. ABB annonce un rendement de 96% au point 
nominal pour une masse globale de 4,5 Tonnes. Ce démonstrateur est actuellement en test 
dans une locomotive de manœuvres aux Chemins de Fer Suisses. 
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Figure 2.17 : Démonstrateur ABB de la structure à résonance 
 
 
3.4.3. Etudes et expérimentations conduites par SIEMENS 
 
Les premières publications de SIEMENS datent de 2009 [WEI09-a] [WEI09-b] et concernent 
uniquement l’étude du convertisseur DC/DC à résonance. Ils ont développé un banc de test 
pour caractériser des IGBT 6,5kV suivant différents modes de commutation : commutation 
dure, à zéro de courant, à zéro de tension … Leurs études précisent que la commutation à zéro 
de courant permet d’obtenir une fréquence plus grande mais l’évacuation des charges stockées 
au zéro de courant pose toujours problème. Ils ont donc fait développer par ABB Semi-
conducteurs des IGBT spécialement conçus pour la commutation à faible courant (dopage 
particulier pour minimiser les charges stockées). 
Ils ont également développé un transformateur à circuit magnétique nanocristallin 
fonctionnant entre 3 et 8 kHz (Figure 2.18). L’isolation est réalisée avec de l’huile. Les 
conducteurs, en aluminium de section rectangulaire, sont refroidis avec de l’eau dé-ionisée. 
La puissance de dimensionnement du transformateur est de 450kVA [HOF11]. 
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Figure 2.18 : Transformateur réalisé par SIEMENS 
 
 
3.4.4. Réalisations de BOMBARDIER 
 
En 2007, BOMBARDIER a réalisé un prototype de 750kW associant 2 étages de la structure 
(voir Figure 2.19) afin de tester différents calibres d’IGBT : 3,3kV, 4,5kV et 6,5kV [REI07]. 
 
 
Figure 2.19 : Banc de test réalisé par Bombardier 
 
Ils ont développé un transformateur (à circuit magnétique nanocristallin) fonctionnant à 8kHz 
et dont les conducteurs, en aluminium rectangulaires, étaient refroidis par de l’eau dé-ionisée 
(même principe que pour le transformateur réalisé par Siemens). Ils ont également travaillé 
sur l’isolation Haute Tension des étages par rapport à la masse et ont développé un packaging 
spécifique qui permet de garantir les distances d’isolement. Un test réalisé pour une 










Dans la structure à résonance, le fonctionnement des redresseurs MLI d’entrée est analogue à 
celui des chaînes de traction actuelles, ce qui nécessite une régulation de la tension bus 
intermédiaire. Pour l’onduleur à résonance il existe deux possibilités : on peut utiliser un 
demi-pont à point milieu capacitif, ou bien un pont complet (dans le cas du point milieu 
capacitif, la tenue en tension des semi-conducteurs est identique au pont complet mais le 
calibre en courant doit lui être multiplié par 2 à puissance équivalente). Un condensateur 
associé à l’inductance de fuite du transformateur permet d’avoir la résonance. La commande 
de l’onduleur se fait en boucle ouverte avec un rapport cyclique fixe et une fréquence de 
découpage fixe. Le prélèvement de la puissance sur la caténaire est assurée par la commande 
du redresseur MLI placé en amont, l’évolution du courant crête dans le circuit oscillant est 
alors fonction de la puissance demandée par le moteur de traction. Les condensateurs de 
filtrage du bus intermédiaire doivent filtrer une partie de la puissance fluctuante et être isolés 
60kVRMS - 50Hz. 
Le transformateur peut être réalisé de plusieurs façons : un transformateur par étage ou un 
seul transformateur commun pour tous les étages (dans ce cas se pose le problème 
d’équilibrage des courants dû à la dispersion sur les valeurs des inductances de fuite compte 
tenu de la dissymétrie du circuit magnétique). 
Le système de refroidissement des convertisseurs statiques amont et du transformateur est un 
point important car il doit permettre d’évacuer les calories mais aussi garantir l’isolation 
galvanique. Par exemple, il peut y avoir une cuve à huile pour tous les composants 
magnétiques alors que les semi-conducteurs peuvent être fixés sur des plaques à huile 
(solutions ALSTOM-SMA et ABB). 
Le redresseur secondaire peut être commun à tous les étages (dans le cas d’un transformateur 
global), ce qui ne va pas dans le sens de l’équilibrage des courants entre les interrupteurs 
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Le principe de cette structure a été introduit par le laboratoire LAPLACE dans les années 90 
[CHE92] [ITU98]. Elle ne comporte que 2 étages de conversion (Figure 2.20). Le 
convertisseur CS1 permet de changer le courant basse fréquence de la caténaire iCAT en un 
courant découpé en moyenne fréquence iMF. Un transformateur fonctionnant à la moyenne 
fréquence permet d’isoler l’entrée et la sortie. Au secondaire, le convertisseur CS2 permet de 
redresser ce courant et d’imposer une tension carrée ±vDC aux bornes du transformateur. Dans 
son principe, ce convertisseur possède donc un étage intermédiaire alternatif qui ne comporte 




Figure 2.20 : Convertisseur AC/DC direct à transformateur moyenne fréquence 
 
La Figure 2.21 montre les formes d’ondes du courant iMF et de la tension vMF dans le 
transformateur. Le courant iCAT constitue l’enveloppe du courant iMF tandis que la tension vMF 
est imposée par CS2.  
 
 
Figure 2.21 : Formes d’ondes sur l’étage Moyenne Fréquence  
à l’échelle d’une période basse fréquence (f = 50 Hz). 
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Les formes d’ondes de la Figure 2.22 illustrent le fonctionnement de cette structure au 
passage par zéro du courant iCAT. La tension v0 créée par le convertisseur est bidirectionnelle 




Figure 2.22 : Formes d’ondes à l’échelle d’une période de commutation 
 
Le schéma structurel de la topologie est présenté à la figure 2.23. Elle est constituée d’un 
onduleur de courant à Thyristors (blocage spontané à 0 de courant et amorçage commandé) 
côté alimentation alternative (CS1) et d’un onduleur de tension à Thyristors-duaux (amorçage 
spontané à 0 de tension et blocage commandé) du côté du bus continu (CS2). Ces deux 
convertisseurs présentent une totale dualité (au sens mathématique) sur les formes d’ondes de 
tension et de courant ainsi que sur les modes de commutations des interrupteurs. La tension 
alternative vMF délivrée par l’onduleur de tension permet la commutation naturelle des 
Thyristors, de même que le courant alternatif iMF permet la commutation naturelle des 
Thyristors-duaux [CHE92] [ITU98]. 
 
 
Figure 2.23 : Schéma structurel de la topologie de conversion AC/DC 
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Dans notre application, le courant d’entrée iCAT est sinusoïdal. Pour assurer une réversibilité 
en courant sur le convertisseur CS1, des interrupteurs 4 quadrants (deux IGBT tête-bêche 
associés en série) doivent être utilisés. Lorsque le courant caténaire est positif on utilise les 
interrupteurs Th1p à Th4p alors que lorsque le courant est négatif ce sont les interrupteurs 
Th1n à Th4n qui sont utilisés. Ces interrupteurs sont en amont du transformateur, ils devront 
donc être isolés 60kV. Toutefois, contrairement à la structure présentée au paragraphe 
précédent, les condensateurs de filtrage sont uniquement situés côté Basse Tension et leur 
isolation n’est donc que de quelques kV. 
 
Pour la réalisation du convertisseur CS1, avec une fréquence de fonctionnement de plusieurs 
kHz, il n’est pas possible d’utiliser des Thyristors à cause du temps minimum d’application de 
la tension inverse tq trop élevé (de l’ordre de plusieurs dizaines de µs) qui limiterait fortement 
la plage de réglage de l’angle Ψ. La fonction Thyristor sera donc synthétisée grâce à un IGBT 
associé à une diode en série (Figure 2.24) et un allumeur spécifique devra être développé afin 
de garantir le blocage spontané au zéro de courant.  
 
 
Figure 2.24 : Thyristor de synthèse 
 
En ce qui concerne le convertisseur CS2, le Thyristor Dual n’existe pas en tant que semi-
conducteur, il sera synthétisé par un IGBT et une diode en antiparallèle (Figure 2.25). Là 
aussi, un allumeur devra être développé afin de garantir l’amorçage spontané au zéro de 
tension. 
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Figure 2.25 : Thyristor-Dual de synthèse 
 
 
La valeur moyenne instantanée de la tension d’entrée v0 est contrôlée par l’angle de retard à 
l’amorçage des Thyristors Ψ (Relation (2.2)) qui doit être compris entre 0 et 180°. Compte 
tenu que selon le signe du courant iCAT (t), ce sont les Thyristors « positifs » ou « négatifs » 
qui sont commandés, l’expression de              sera conforme à l’expression (2.1). 
 
              
    
 
     (2.1) 
 
 
Pour obtenir une variation sinusoïdale de la valeur moyenne instantanée de la tension v0, 
l’angle de retard à l’amorçage Ψ est modulée conformément à l’équation (2.2) où ma 
représente la profondeur de modulation qui est comprise entre 0 et 1 (comme sur une MLI 
classique). 
 
      
 
 




La Figure 2.26 montre l’évolution de Ψ avec une profondeur de modulation de 0,95. La 
variation de Ψ correspond à des demi-sinusoïdes. En mode traction, la valeur moyenne 
instantanée de la tension sera de même signe que le courant d’entrée. D’après (2.2) l’angle de 
retard à l’amorçage Ψ sera donc compris entre 90 et 180° (Figure 2.26). Au contraire, lors 
d’un fonctionnement en mode freinage, v0_moyen et iCAT auront des signes opposés, il faudra 
donc un angle Ψ modulé entre 0 et 90°. 
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Figure 2.26 : Evolution temporelle de Ψ en mode traction  
 
 
De la même manière que pour la structure étudiée au §3.2, il faut placer les étages d’entrée en 
série pour pouvoir fonctionner sous une tension caténaire de 25kV. La Figure 2.27 montre le 
schéma global de cette structure de conversion. 
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La Figure 2.28 présente la tension vCAT, le courant iCAT sur la caténaire, la tension v0T créée 
par le convertisseur dans les conditions suivantes : 
- Tension d’alimentation : 25kV-50Hz 
- Puissance : 2MW en traction 
- 12 Etages 
- vDC = 3,6kV 
- f = 5kHz 
- Lin = 4mH 
 
 
Figure 2.28 : Formes d’ondes du convertisseur 
 
La régulation du système permet d’avoir le courant iCAT et la tension vCAT en phase. La 
tension d’entrée v0T présente une forme multiniveaux avec une fréquence apparente dont la 
valeur correspond au nombre d’étages multipliés par le double de la fréquence de 






Tout comme la topologie précédente, cette structure a d’abord été étudiée pour les chaînes de 
traction fonctionnant en 15kV-16,7Hz car les gains en masse et volume sont beaucoup plus 
intéressants que pour le 25kV-50Hz. 
La plupart des réalisations ont été faites en laboratoire avec une puissance réduite, ceci afin de 
valider le fonctionnement de la structure [RUF03] [NOR04] [CAR06]. 
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Toutefois, ABB a réalisé en 2007 [HUG07] un prototype dimensionné pour une puissance de 
1,2MW permanent (2,15MW crête) sous 15kV-16,7Hz. Il comprenait 16 étages et 
fonctionnait à 400Hz avec des IGBT 3,3kV. Les 16 transformateurs, de technologie classique 
(circuit magnétique en tôles de fer), sont plongés dans une cuve à huile alors que les semi-
conducteurs sont refroidis par des plaques à huile. Le bus continu comporte des condensateurs 
de filtrage (18,8mF au total) ainsi qu’un filtre accordé à 2f (33,3 Hz). Sa tension de 
fonctionnement est fixée à 1850VDC. 
 
 
Figure 2.29 : Démonstrateur ABB de la structure à convertisseurs duaux 
 
Le rendement est d’environ 95%. Par rapport à une structure conventionnelle, le gain de 
masse est de 50% et le gain en volume de 20%. 
 
 
4.3. Conclusion sur la structure AC/DC directe a convertisseurs duaux 
 
Cette structure met en œuvre une conversion directe d’énergie, c'est-à-dire sans éléments de 
stockage d’énergie sur la partie Haute Tension. Les commutations spontanées des 
interrupteurs sont théoriquement sans pertes. Il n’y aura donc pas de pertes au blocage sur 
l’onduleur de courant et pas de pertes à l’amorçage sur l’onduleur de tension. Ceci permet 
donc d’envisager un fonctionnement à plusieurs kHz avec des interrupteurs Haute Tension. 
De plus, l’association des deux structures duales augmente la sûreté de fonctionnement 
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[ITU98]. En effet, l’onduleur de tension en mode Thyristor-Dual exclut le court-circuit de 
bras (il ne peut y avoir qu’un seul interrupteur fermé) tandis que l’onduleur de courant garanti 




5. CONCLUSION SUR LA CONVERSION MOYENNE FREQUENCE 
EN TRACTION FERROVIAIRE 
 
Les topologies avec étage moyenne fréquence présentées dans ce chapitre est complètement 
différent des chaînes de traction conventionnelles. En effet, elles nécessitent toutes des semi-
conducteurs directement connectés sur l’alimentation Haute Tension. Les deux structures, 
bien qu’assez différentes, comprennent néanmoins un nombre de semi-conducteurs 
identiques. Par contre, la structure à résonance a déjà fait l’objet de nombreuses 
expérimentations et nécessite des condensateurs de filtrage basse fréquence sur les étages 
d’entrée Haute Tension, ce qui pose le problème de leur isolation et donc de leur intégration. 
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Ce chapitre traite des essais réalisés, sur les deux structures présentées précédemment, 
afin de déterminer leurs limites de fonctionnement ainsi que leurs fréquences maximales 
d’utilisation avec des composants Haute Tension en silicium. La première partie de ce 
chapitre est consacrée au convertisseur DC/DC à résonance alors que la deuxième partie traite 
de la topologie associant des structures duales. 
 
 
1. GENERALITES SUR LE CALCUL DES PERTES DANS LES 
SEMICONDUCTEURS 
 
On distingue deux types de pertes dans les semi-conducteurs : les pertes en conduction et les 
pertes en commutation. Les pertes en conduction sont liées au courant qui traverse 
l’interrupteur à l’état passant et à la chute de tension aux bornes du composant. Les pertes en 
commutation dépendent quant à elles de la fréquence de commutation, de la tension appliquée 
aux bornes du composant à l’état bloqué et du courant à l’état passant. 
 
1.1. Pertes en conduction 
 
Le modèle équivalent d’un semi-conducteur à l’état passant est présenté à la Figure 3.1. 
 
 
Figure 3.1 : Modèle équivalent d’un semi-conducteur à l’état passant 
 
Les paramètres    et    sont déterminés à partir des données constructeur, généralement à une 
température de jonction de 125°C. En considérant un courant constant à l’échelle de la 
période de découpage TC, l’énergie dissipée par le semi-conducteur durant la i-ème période de 
conduction est donnée par (3.1) : 
 
                             
   (3.1) 
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Avec : 
   : Tension de seuil du composant 
   : Résistance dynamique du composant 
      : Durée de conduction du composant 
   : Courant pendant la période de conduction 
 
La puissance dissipée sur une période basse fréquence TBF (tension caténaire) s’exprime par la 
relation (3.2) : 
 
       
 
   
                      
  
     
   
  
 
   
  
     
  
               
     
     




      : Nombre de conductions du composant sur une période basse fréquence 
   : Période de commutation 
    : Période Basse Fréquence (Tension caténaire) 
 
En considérant que la fréquence de commutation est très grande devant la fréquence de l’onde 
fondamentale, l’expression analytique de la puissance dissipée en conduction peut être établie 
grâce à la formule d’Euler : 
 
         
   
   
            





       
 
   
                   
  
      
      
    (3.4) 
 
Avec : 
               : Horizon temporel de conduction du semi-conducteur 
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L’expression analytique des pertes en conduction dans le transistor peut aussi s’écrire sous la 
forme (3.5) où      est la tension de seuil du transistor,      sa résistance dynamique,      le 
courant moyen et        le courant efficace dans le transistor calculés à l’échelle de la période 
basse fréquence. 
 




De la même manière on peut écrire les pertes en conduction dans la diode : 
 




1.2. Pertes en commutation 
 
L’énergie de commutation est fonction de la tension appliquée aux bornes du composant à 
l’état bloqué et du courant à l’état passant : 
 
         
  
    
        
            (3.7) 
 
Avec : 
   : Tension aux bornes du semi-conducteur à l’état bloqué 
   : Courant circulant dans le semi-conducteur à l’état passant 
 
Les coefficients  ,   et   sont déterminés à partir des courbes d’énergie du semi-conducteur 
pour une tension      donnée par le constructeur et à une température de 125°C. 
 
L’expression de la puissance dissipée sur une période basse fréquence est de la forme : 
 





   
       
           
     
   
 
  
    
    (3.8) 
 
Avec : 
      : Nombre de commutations du composant sur une période basse fréquence 
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En utilisant la formule (3.3), les pertes dissipées par le semi-conducteur peuvent être 
approchées par : 
 
       
  
   
                      
      
      
 
  
    
    (3.9) 
 
Avec : 
   : Fréquence de commutation 
               : Horizon temporel de commutation du semi-conducteur 
 
 
2. MOYENS DE MESURES 
 
Les caractéristiques des appareils de mesure utilisés lors des essais sont indiquées dans 
le Tableau 3.1. Ces appareils sont vérifiés et étalonnés régulièrement par un service de 
métrologie. 
 
Désignation Marque Modèle Caractéristiques Bande Passante 




Sonde de courant 
Rogowski 
PEM CWT6R 1,2kAPEAK 12MHz 
Sonde de tension 
différentielle 
SCHAFFNER MD200A 7kVMAX 70MHz 
Sonde haute tension FLUKE 80K-40 40kVMAX Mesure tension 
bus DC Multimètre de table METRIX MX553 Précision : 0,1% 
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3. STRUCTURE INDIRECTE A REDRESSEUR DE COURANT MLI ET 
CONVERTISSEUR DC/DC A RESONANCE 
 
Comme nous l’avons évoqué au chapitre précédent, cette structure nous paraît moins 
pertinente que la structure AC/DC directe à convertisseurs duaux en termes d’intégration. 
Malgré cela, nous avons réalisé un banc de test qui nous a permis d’observer le comportement 
du convertisseur DC/DC à résonance avec des IGBT Silicium 6500V-200A (FD200R65KF2 
de chez Infineon) et de déterminer les courbes d’énergie en fonction du courant commuté. 
Concernant le transformateur, nous avons utilisé le premier prototype réalisé en début de 
projet et dimensionné pour une fréquence 5kHz. 
 
 
3.1. Présentation du banc de test du convertisseur DC/DC à résonance 
 
Le schéma du banc de test qui a été développé est présenté sur la Figure 3.2. Il est composé 
d’une alimentation Haute Tension (bus continu), d’un onduleur en pont complet, d’un 
condensateur de résonance, d’un transformateur et d’un redresseur à diodes. Les modules 
onduleur de tension et redresseur à diodes sont chacun associé à un condensateur de filtrage. 
L’onduleur permet de créer une tension carrée alors que le circuit résonant, réalisé par le 
condensateur Cr et l’inductance de fuite Lf du transformateur, permet d’avoir un courant 
constitué de demi-sinusoïdes dans le transformateur. L’entrée et la sortie étant isolées, il est 
possible d’utiliser une source de tension auxiliaire associée à une inductance afin de régler le 
courant débité par le convertisseur. Cette source impose en fait la tension aux bornes de 
l’impédance interne du convertisseur DC/DC. 
 
 
Figure 3.2 : Schéma du convertisseur DC/DC à résonance 
 
Chapitre III : Mise en œuvre de composants silicium Haute Tension dans les structures à transformateur moyenne fréquence 
72 
La Figure 3.3 présente une photo du banc. On peut voir que les connexions des condensateurs 
vers les semi-conducteurs sont réalisées à l’aide de bus-barres afin de minimiser les 
inductances de boucle du circuit. Les semi-conducteurs sont placés sur des plaques et sont 
refroidis avec de l’eau. Les IGBT sont pilotés par des allumeurs du commerce (1SD210F2-





1 Onduleur de tension 
2 Redresseur à diodes 
3 Transformateur 5kHz 






Figure 3.3 : Photo du convertisseur DC/DC à résonance 
 
Le Tableau 3.2 présente les caractéristiques des différents éléments du montage. Le 
condensateur série permet d’obtenir une fréquence de résonance de 7,5kHz. Les interrupteurs 
sont pilotés à 5kHz avec un temps mort de 10µs. Ceci permet d’obtenir une commutation à 




Condensateurs de filtrage CFILTRE 
1mF 
VMAX = 4000V 
Fréquence de fonctionnement 5kHz 
Inductance de fuite du transformateur MF Lf = 113µH 
Inductance magnétisante du transformateur MF Lm = 457mH 
Condensateur de résonance Cr 
4µF 
VRMS = 600V 
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3.2. Formes d’ondes du convertisseur DC/DC à résonance 
 
La Figure 3.4 présente les formes d’ondes de la tension de sortie de l’onduleur vOND, du 
courant iOND en sortie d’onduleur et de la tension aux bornes du condensateur de résonance vCr 


















Figure 3.4 : Formes d’ondes en sortie de l’onduleur et tension aux bornes du condensateur de 
résonance 
 
La Figure 3.5 présente les formes d’ondes de la tension et du courant de sortie de l’onduleur 
ainsi que du courant et de la tension pour un IGBT. Ce point de fonctionnement est obtenu 
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On remarque des pics sur le courant de l’IGBT lors des changements de signe de la tension 
onduleur. En effet, les charges stockées lors de la conduction d’un IGBT (TD1 par exemple) 
ne peuvent pas être évacuées lors du blocage à zéro de courant et le sont lors de l’amorçage de 
l’IGBT complémentaire (TD2). 
Les formes d’ondes relatives au fonctionnement de l’étage de sortie sont  présentées à 
la Figure 3.6. On peut voir le courant au secondaire du transformateur ainsi que le courant et 
la tension pour une diode du redresseur. Ces résultats sont obtenus pour une tension VDC1 de 


















Figure 3.6 : Formes d’ondes sur le transformateur et aux bornes d’une diode du redresseur 
 
La tension de blocage des diodes correspond à la différence de potentiel entre l’entrée et la 
sortie du convertisseur. L’énergie dissipée au recouvrement de la diode sera donc faible. On 
note par ailleurs un décrochage sur les mesures de courant qui est dû à la sensibilité des 
sondes de Rogowski aux forts dv/dt. Ce phénomène devra être compensé par la suite afin 
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3.3. Détermination des énergies de commutation du convertisseur DC/DC à 
résonance 
 
3.3.1. Energie dissipée à l’amorçage dans l’IGBT 
 
Sur la Figure 3.7 (a) on peut voir pour un IGBT l’évolution du courant et de la tension lors de 
l’amorçage pour une tension d’entrée VDC1 de 3600V et un courant de sortie i de 50A. La 



































Figure 3.7 : Formes d’ondes du courant et de la tension à l’amorçage d’un IGBT 
 
La courbe d’énergie à l’amorçage de l’IGBT a été tracée puis comparée à celle donnée par le 
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correspond au courant commuté sur un banc de test double impulsion alors que pour le 
convertisseur à résonance, cette axe représente le courant moyen de sortie du convertisseur 
fixé par l’alimentation auxiliaire. 
 
 
Figure 3.8 : Courbe d’énergie à l’amorçage de l’IGBT en fonction du courant 
 
On voit bien que le convertisseur à résonance permet de diminuer l’énergie à l’amorçage dans 
l’IGBT. A 50A, le gain sera d’environ 2,4. 
 
 
3.3.2. Energie dissipée au blocage dans l’IGBT 
  
La Figure 3.9 (a) présente, pour une tension d’entrée VDC1 de 3600V et un courant de sortie i 
de 50A, l’évolution du courant et de la tension lors du blocage d’un IGBT. Un zoom sur ces 








































Figure 3.9 : Formes d’ondes du courant et de la tension au blocage d’un IGBT 
 
 
La courbe d’énergie au blocage de l’IGBT a été tracée pour différentes valeurs de courant 
commuté puis comparée aux données constructeur (Figure 3.10). Dans le cas de la datasheet 
constructeur, l’axe des abscisses représente le courant commuté par l’interrupteur alors que 
pour le convertisseur à résonance il correspond au courant débité par l’alimentation auxiliaire. 
 
 
Figure 3.10 : Courbe d’énergie au blocage de l’IGBT en fonction du courant 
 
La résonance permet une diminution significative de l’énergie au blocage de l’IGBT. A 50A, 
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3.3.3. Energie de recouvrement dans les diodes du redresseur 
 
Sur la Figure 3.11 on peut voir l’évolution du courant et de la tension au blocage d’une diode, 


















Figure 3.11 : Formes d’ondes du courant et de la tension au recouvrement d’une diode 
 
 
La courbe d’énergie de recouvrement d’une diode (côté redresseur) a été tracée pour 
différentes valeurs de courant commuté puis comparée aux données constructeur (Figure 
3.12). Dans le cas de la datasheet constructeur, l’axe des abscisses représente le courant 
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La résonance permet donc une diminution très significative de l’énergie au recouvrement pour 
les diodes du redresseur de sortie. A 50A, le gain sera d’environ 26. Ce gain important est dû 
au faible courant de recouvrement. 
 
 
3.4. Evaluation des pertes dans la structure complète 
 
Afin de connaitre le rendement de la structure complète, nous avons réalisé une estimation 
des pertes pour les conditions de fonctionnement suivantes : 
 
- Tension d’alimentation vCAT = 25kV/50Hz 
- Structure à 12 étages identiques 
- Puissance P = 2MW (donc iCAT = 80ARMS) en traction 
- Tension sur le bus continu VDC = 3600V 
- Interrupteur 6500V/200A (FD200R65KF2) 
- Fréquence de résonance fr = 7,5kHz 
 
3.4.1. Pertes dans le redresseur MLI 
 
Les expressions des pertes sont récapitulées ci-dessous. Les expressions (3.10) à (3.13) 
représentent respectivement les pertes en conduction dans un transistor, les pertes en 
conduction dans une diode, les pertes en commutation dans un transistor et les pertes en 
commutation dans une diode. Les valeurs des différents paramètres sont ici issues de la 
datasheet constructeur. 
 




    
 
       
 
 
            














     : Tension de seuil du transistor à 125°C (2,8V) 
  : Valeur du courant crête (113A) 




    
 
       
 
 
            










            (3.11) 
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   : Profondeur de modulation (0,9) 
  : Déphasage entre le courant et la tension caténaire (     = 1) 
     : Résistance dynamique du transistor à 125°C (12,8mΩ) 
     : Tension de seuil de la diode à 125°C (2,5V) 
     : Résistance dynamique de la diode à 125°C (7,5mΩ) 
 
 
                       





           
 
    
           
 
  (3.12) 
 
Avec : 
   : Fréquence de commutation (350Hz) 
    = 2E-5      = 0,0042      = 0,2571 
     = -2E-6       = 0,0064       = 3E-15 
     = -3E-6       = 0,0026       = 0,1498 
 
 
Le Tableau 3.3 récapitule les résultats pour un seul interrupteur (Transistor + diode) du 
redresseur MLI : 
 
                 (W)                  (W)                  (W)                  (W) 
20 98 154 56 
Tableau 3.3 : Pertes dans un interrupteur du redresseur MLI 
 
Sachant qu’il y a 4 interrupteurs par étage et 12 étages, les pertes totales côté redresseur MLI 






                       





    
 
    
    
 
  (3.13) 
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3.4.2. Pertes dans l’onduleur à résonance 
 
De la même manière, les pertes en conduction dans un transistor de l’onduleur à résonance 
peuvent être obtenues par la relation (3.14). Pour avoir une puissance globale de 2MW il faut 
que chaque étage fournisse, sous VDC = 3600V, un courant de sortie moyen de 50A, ce qui 
correspond au point de fonctionnement relevé expérimentalement au § 3.3 : 
 
                         
  
 
   
  
  




    
  
  
  (3.14) 
 
Avec : 
   : Courant crête dans le circuit résonant (125A) 
   : Fréquence de commutation des transistors (5kHz) 
   : Fréquence de résonance (7,5kHz) 
 
Pour les pertes en commutation, comme le point de fonctionnement est le même que 
précédemment, on peut directement lire les énergies de commutation à l’amorçage et au 
blocage respectivement sur les Figures 3.8 et 3.10. Par conséquent, les pertes dans un 
transistor de l’onduleur à résonance sont données dans le Tableau 3.4 : 
 
                 (W)                  (W) 
107 1447 
Tableau 3.4 : Pertes dans un transistor de l’onduleur à résonance 
 
Ces pertes sont trop importantes pour le boitier utilisé (1,2kW à TC_MAX=80°C). Ce point de 
fonctionnement a pu être atteint expérimentalement car le système de refroidissement du banc 
de test est surdimensionné (température d’eau de 25°C avec un débit de 40l/min ce qui 
entraine une température de la semelle bien inférieure à 80°C). Si on considère les conditions 
de fonctionnement de la datasheet constructeur (température de semelle TC_MAX=80°C), la 
fréquence maximale de fonctionnement doit être inférieure à 3,8kHz. 
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Ces pertes en commutation plus élevées que les valeurs théoriquement calculées ont entrainé 
Alstom-SMA [FAD05] à baisser la fréquence de fonctionnement de l’onduleur à résonance de 
5kHz à 4,5kHz. ABB a choisi une fréquence plus faible de 1,8kHz. 
 
Comme il y a 4 interrupteurs par étage et 12 étages, les pertes totales au niveau de l’onduleur 
à résonance sont de 74,6kW. 
 
3.4.3. Pertes dans le redresseur de courant 
 
Les pertes en conduction dans une diode du redresseur de sortie sont données par (3.15) : 
 
                     
  
 
   
  
  




    
  
  
  (3.15) 
 
Pour les pertes en commutation, le point de fonctionnement correspond toujours à celui relevé 
expérimentalement à i=50A. L’énergie de commutation est donc directement déterminée à 
partir de la Figure 3.12. 
 
             (W)              (W) 
86 48 
Tableau 3.5 : Pertes en commutation dans une diode du redresseur 
 
Comme il y a 4 interrupteurs par étage et 12 étages, les pertes totales au niveau du redresseur 
de sortie sont de 6,4kW. 
 
3.4.4. Récapitulatif des pertes dans la structure complète 
 
Le Tableau 3.6 synthétise les pertes dans les semi-conducteurs pour la structure globale : 
 
Pertes dans les redresseurs 
MLI (kW) 
Pertes dans les onduleurs à 
résonance (kW) 
Pertes dans les redresseurs à 
diodes (kW) 
15,7 74,6 6,4 
Tableau 3.6 : Pertes dans la structure  
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En ne considérant que les pertes dans les semi-conducteurs, le rendement de la structure, pour 





Les essais expérimentaux nous ont permis de mettre en évidence les avantages et 
inconvénients de la commutation à zéro de courant avec des interrupteurs en silicium. 
L’utilisation de ce mode de commutation entraine un problème d’évacuation des charges 
stockées responsable de pertes à l’amorçage et au blocage des IGBT. Pour minimiser ce 
phénomène il est possible de modifier le dopage des IGBT pour diminuer les pertes en 
commutation (donc augmenter les pertes en conduction) soit utiliser un transformateur avec 
une inductance magnétisante faible afin de toujours commuter du courant et ainsi évacuer ces 
charges. Ce phénomène a été minimisé dans [HOF11] [LIN11] [REI99] grâce à une 
modification du dopage de l’IGBT. Une réduction de 30% des pertes en commutation des 
interrupteurs a pu être atteinte mais au détriment des pertes en conduction. 
 
En ce qui concerne le système global, il subsiste encore le problème des condensateurs 
flottants qui doivent être isolés 60kV pour une application en 25 kV/50Hz. De plus, le risque 
de déséquilibrage des tensions sur ces condensateurs lors de régimes transitoires (accélération 














Chapitre III : Mise en œuvre de composants silicium Haute Tension dans les structures à transformateur moyenne fréquence 
84 
4. STRUCTURE AC/DC DIRECTE A CONVERTISSEURS DUAUX 
 
4.1. Calculs analytiques des pertes dans les semi-conducteurs 
 
La Figure 3.13 représente les formes d’ondes du courant caténaire iCAT, du courant iMF 
dans le transformateur, du courant iThy dans un Thyristor et le courant iThD dans un Thyristor-
Dual. Elles permettent de déterminer les expressions des pertes dans les interrupteurs dans le 
but de choisir la fréquence de commutation maximale. La méthode pour les calculs des pertes 




Figure 3.13 : Formes d’ondes du courant dans les interrupteurs 
 
 
4.1.1. Pertes en conduction dans un Thyristor-Dual 
 
On considère le courant absorbé iCAT comme étant constant à l’échelle de la période de 
commutation. Les formes d’onde de la tension et du courant au niveau de l’étage moyenne 
fréquence ainsi que du courant dans le transistor iT et dans la diode iD d’un interrupteur côté 
onduleur de tension (Thyristor-Dual) sont présentées sur la Figure 3.14. 
 
Chapitre III : Mise en œuvre de composants silicium Haute Tension dans les structures à transformateur moyenne fréquence 
85 
 
Figure 3.14 : Intervalles de conduction de la diode et du transistor d’un interrupteur de 
l’onduleur de tension (Thyristor-dual) 
 
 
La diode conduit sur l’intervalle [0 – Ψ], par conséquent les expressions de la valeur moyenne 
     et de la valeur efficace        du courant dans la diode sont respectivement données par 
(3.16) et (3.17). 
 
      
 
  
    
 
 
     





  (3.16) 
 
         
 
  




     
    
  
   
 
 
  (3.17) 
 
On obtient donc les pertes en conduction de la diode (3.18). 
 
               
 
  
                          
   (3.18) 
 
Avec : 
     : Tension de seuil de la diode 
     : Résistance dynamique de la diode 
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Le transistor quant à lui conduit sur l’intervalle [Ψ – π], par conséquent les expressions de la 
valeur moyenne      et de la valeur efficace        du courant dans le transistor sont 
respectivement données par (3.19) et (3.20). 
 
      
 
  
    
 
 
     
    
 
    
 
 
  (3.19) 
 
         
 
  




     
    
  
     
 
 
  (3.20) 
 
On obtient par conséquent les pertes en conduction dans un transistor (3.21). 
 
               
   
  
                          
   (3.21) 
 
Avec : 
     : Tension de seuil du transistor 
     : Résistance dynamique du transistor 
 
 
A l’échelle de la période basse fréquence (tension caténaire), l’angle Ψ de retard à l’amorçage 
des Thyristors est modulé sinusoïdalement (3.22) et le courant absorbé iCAT est de forme 
sinusoïdale (3.23). 
 
      
 
 
             (3.22) 
 
Avec : 
   : Profondeur de modulation (comprise entre 0 et 1) 
  : Courant caténaire crête 
            
avec       
(3.23) 
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En prenant en compte ces deux relations et les expressions (3.18) et (3.21), on peut déterminer 
les pertes en conduction dans la diode (3.24) et dans le transistor (3.25) : 
 
               
 
  
              
 
 
        
 
              
 
 
          
 
   (3.24) 
 
               
 
  
              
 
 
        
 
              
 
 
          
 
   (3.25) 
 
 
4.1.2. Pertes en conduction dans un Thyristor 
 
Les formes d’onde de la tension et du courant sur l’étage moyenne fréquence ainsi que du 




Figure 3.15 : Intervalles de conduction d’un Thyristor de l’onduleur de courant 
 
 
Le transistor et la diode série conduisent en même temps et sur la moitié de la période de 
commutation (sur l’intervalle [Ψ – (π+Ψ)]). Par conséquent, on obtient les pertes en 
conduction de la diode (3.26) et du transistor (3.27) dans un interrupteur de l’onduleur de 
courant : 
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 (3.26) 
  
               
                    




4.1.3. Pertes en commutation côté onduleur de tension 
 
L’IGBT en mode Thyristor-Dual commute sur toute la période basse fréquence TBF (tension 
caténaire). L’expression de son énergie de commutation moyennée sur cette période est 
donnée par (3.28). 
 
               
 
 





Le calcul de l’intégrale permet d’établir la relation (3.29). 
 
              
     
 
 
     
 
   (3.29) 
 
Les pertes sont proportionnelles à la fréquence de commutation et seules les pertes au blocage 
dans le transistor sont considérées (3.30) étant donné que l’on fonctionne en mode Thyristor-
Dual (amorçage spontané à 0 de tension). Il n’y a pas non plus de pertes par recouvrement sur 
la diode. 
 
                  




        
 
       (3.30) 
Avec : 
   : Fréquence de commutation des semi-conducteurs 
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4.1.4. Pertes en commutation côté onduleur de courant 
 
L’IGBT en mode Thyristor ne commute que sur la moitié de la période de la tension 
caténaire. De plus, on ne prend pas en compte les pertes au blocage du transistor (blocage 
spontané à 0 de courant). On ne considérera donc que les pertes au blocage de la diode (3.31) 
ainsi que les pertes à l’amorçage du transistor (3.32) : 
 








        
 
       (3.31) 
Avec : 












       
 
      (3.32) 
Avec : 




4.2. Bilan des pertes d’après les données constructeur 
 
Afin de faire une première évaluation de la fréquence maximale de fonctionnement de la 
structure, nous réalisons une première étude des pertes pour des IGBT 6,5kV-200A de chez 
Infineon (FD200R65KF2). Le Tableau 3.7 récapitule les caractéristiques statiques de l’IGBT 
et de la diode à 125°C : 
 
FD200R65KF2 Diode IGBT 
   ≈ 2,5 V ≈ 2,8 V 
   ≈ 7,5 mΩ ≈ 12,8 mΩ 
Tableau 3.7 : Caractéristiques statiques du pack FD200R65KF2 
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De la même manière nous avons déterminé les coefficients des énergies de commutation qui 
sont repris dans le Tableau 3.8 : 
 
FD200R65KF2 a b c 
OFF -2E-6 0,0064 3E-15 
ON 2E-5 0,0042 0,2571 
RECOUVREMENT -3E-6 0,0026 0,1498 
Tableau 3.8 : Coefficients d’extrapolation des énergies de commutation 
 
A partir de ces données nous pouvons tracer les courbes de pertes en fonction de la fréquence 
de fonctionnement pour chaque pack IGBT. Nous considérons ici un courant crête de 113A 
(soit 80ARMS) pour une puissance globale de 2MW sous une alimentation 25kV/50Hz et une 
profondeur de modulation de 0,9 (voir chapitre précédent). La courbe de pertes pour un pack 
de l’onduleur de tension est présentée sur la Figure 3.16 : 
 
 
Figure 3.16 : Pertes d’un pack onduleur de tension en fonction de la fréquence 
 
 
La courbe de pertes pour un pack de l’onduleur de courant est présentée sur la Figure 3.17. 
Comme on l’a vu au chapitre précédent, un interrupteur de l’onduleur de courant est composé 
d’un IGBT (avec sa diode en antiparallèle) et d’une diode série, le tout dans un seul pack. 
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Figure 3.17 : Pertes d’un pack onduleur de courant en fonction de la fréquence 
 
 
Nous avons choisi la valeur maximale des pertes par pack à 1kW, que ce soit côté onduleur de 
tension ou onduleur de courant. Ceci afin de rester dans la limite de la puissance dissipable 
par un pack mais également dans le but de ne pas détériorer le rendement global de la 
structure. Avec un refroidissement à eau on atteint une densité de puissance de 85W/cm2. Par 
conséquent, d’après les deux courbes précédentes et en considérant une puissance dissipée 
maximale de 1kW par pack, la fréquence maximale de fonctionnement est de 1750Hz. Or, si 
l’on regarde le tableau réalisé par un fabricant de transformateur sur la base de nos 
spécifications (Tableau 3.9), cette fréquence n’est pas suffisamment élevée pour permettre un 
gain significatif sur la réduction de la masse. 
 
 
Tableau 3.9 : Comparatif de différents paramètres d’un transformateur en fonction de sa 
fréquence de fonctionnement 
 
L’utilisation de condensateurs de limitation du dv/dt côté onduleur de tension et d’une 
inductance de limitation du di/dt côté onduleur de courant doit permettre une réduction des 
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pertes en commutation. C’est pour cette raison que nous avons développé un banc de test 
représentant un étage de la structure afin de déterminer les énergies de commutation dans des 
conditions réelles de fonctionnement. 
 
 
4.3. Détermination expérimentale des caractéristiques statiques 
 
D’après l’expérience d’Alstom, les caractéristiques statiques des packs de puissance sont 
retracées car elles sont souvent différentes de celles données par les constructeurs. Pour les 
caractériser nous utilisons un traceur de courbes TEKTRONIX 371A. Il permet d’effectuer 
des caractérisations en régime pulsé et peut atteindre une puissance de 3kW, un courant de 
400A et une tension maximale de 3kV avec une durée des impulsions de 250µs. Cela permet 
de limiter l’auto-échauffement des composants sous test. La Figure 3.18 montre la 
photographie du traceur avec le pack IGBT et le PC pour exporter les résultats. Pour réaliser 
les tests à 125°C les IGBT seront placés sur une plaque chauffante. 
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La Figure 3.19 représente la courbe I(V) de la diode à 25 et 125°C 
 
 
Figure 3.19 : Courbe I(V) de la diode à 25 et 125°C 
 
D’après cette courbe on peut déterminer les paramètres de la diode à 125°C (Tableau 3.10). 
 
v0_D rd_D 
≈ 2 V ≈ 12 mΩ 
Tableau 3.10 : Caractéristiques statiques de la diode à 125°C 
 
 
La Figure 3.20 montre la courbe I(V) de l’IGBT à 25 et 125°C pour une tension vGE de 
+15V : 
 
Figure 3.20 : Courbe I(V) de l’IGBT à 25 et 125°C 
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D’après cette courbe on peut déterminer les paramètres de l’IGBT à 125°C (Tableau 3.11). 
 
v0_T rd_T 
≈ 2,9 V ≈ 17,1 mΩ 
Tableau 3.11 : Caractéristiques statiques de l’IGBT à 125°C 
 




Afin de caractériser les semi-conducteurs dans des conditions réelles de 
fonctionnement, un banc de test a été réalisé suivant le schéma de la Figure 3.21. Il représente 
un étage de la structure (mais est unidirectionnel en courant) et permet d’obtenir un 
fonctionnement Thyristor-Dual au niveau de l’onduleur de tension et Thyristor au niveau de 
l’onduleur de courant sous une tension d’entrée maximale de 5kV et un courant de sortie 
allant jusqu’à 200A. Une charge inductive multipoints (25/50/75/100mH) a été utilisée. Des 
condensateurs CS sont mis en place pour limiter le dv/dt lors du blocage des IGBT en mode 
Thyristor-Dual. L’inductance LS représente l’inductance de fuite du transformateur et limite 
donc naturellement le di/dt à l’amorçage des IGBT en mode Thyristor. Toutefois, un circuit 
RC (RCLAMP et CCLAMP) est indispensable au niveau de l’onduleur de courant afin de limiter la 
surtension au blocage des diodes. Pour pouvoir fonctionner en mode Thyristor-Dual avec des 
allumeurs standards, la commande des IGBT de l’onduleur de tension se fait avec un temps 
mort de plusieurs dizaines de µs. Au niveau de l’onduleur de courant, le mode Thyristor est 




Figure 3.21 : Schéma du banc de test 
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Figure 3.22 : Photo du banc de test 
 
Une photo du banc de test est présentée à la Figure 3.22. On peut voir sur la gauche 
l’onduleur de tension avec les condensateurs de filtrage, le busbar et les IGBT montés sur une 
plaque à eau. Les condensateurs CS ont été enlevés. Sur la droite de la photo, on voit 
l’onduleur de courant réalisé avec des modules IGBT montés sur une plaque à eau. La 
deuxième plaque sert au refroidissement du circuit RC de protection. Les liaisons sont 
réalisées par des barres. En effet, il n’est pas nécessaire d’utiliser un busbar car les 
interrupteurs sont uniquement commandés à l’amorçage et l’inductance de câblage n’est pas 
pénalisante. On peut aussi apercevoir l’inductance multipoints LS (25/50/75/100µH) ainsi que 
le capteur (type LEM) pour la régulation du courant de charge. L’inductance de charge n’est 
pas visible sur la photo. 
 
Une boucle à eau (Figure 3.23) permet le refroidissement de quatre plaques à eau. Le débit 
peut être réglé indépendamment dans chaque plaque et un automate permet de mesurer les 
débits et températures de tout le système afin de protéger l’ensemble du banc de test en cas de 
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Figure 3.23 : Photo du système de refroidissement 
 
 La régulation du courant de sortie est réalisée par un système temps réel dSPACE 
(processeur 1GHz associé à des cartes Entrées analogiques/Sorties numériques). La régulation 
est réalisée sous Simulink avant d’être compilée en langage C puis chargée dans le 
processeur. Celui-ci permet de faire l’acquisition du courant et de générer l’angle de retard à 
l’amorçage Ψ des interrupteurs en mode Thyristor (Figure 3.24) en numérique sous 8 bits. Cet 
angle est ensuite envoyé à une carte FPGA, réalisée par le laboratoire LAPLACE, qui permet, 
à partir de l’angle généré par le DSP, de créer les ordres de commande des huits interrupteurs 
du banc de test (Figure 3.25). Cette fonction est programmée en langage VHDL grâce au 
logiciel Quartus II. Ce FPGA est ensuite associé à une carte TTL/optique qui envoie les 
ordres de commande aux allumeurs des IGBT par des fibres optiques. 
 
 
Figure 3.24 : Schéma bloc de la régulation 
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Figure 3.25 : Schéma de la commande du banc de test 
 
 
Les formes d’ondes sur l’étage intermédiaire alternatif (vMF, iMF) ainsi que la tension de sortie 
(v0) sont présentées à la Figure 3.26 pour une tension d’entrée de 3600V, un courant de sortie 
iCAT de 100A, une fréquence de commutation de 500Hz avec LS=25µH, RCLAMP=25Ω et 
CCLAMP=60nF. On remarque bien que la fréquence de la tension de sortie est le double de la 
fréquence de commutation des interrupteurs. L’angle de retard à l’amorçage des Thyristors est 


















Figure 3.26 : Formes d’ondes générales du banc de test 
 
Sur la forme d’onde iMF nous pouvons observer des pics de courant qui sont dus au courant de 
recouvrement de la diode série des IGBT fonctionnant en mode Thyristor. Sur v0 on remarque 
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4.4.2. Détermination des énergies de commutation au blocage au niveau de 
l’onduleur de tension 
 
Les énergies de commutation au blocage ont été déterminées pour des valeurs de 
condensateurs CS allant jusqu'à 330nF. Les formes d’ondes pour 3600V et 137A sans 
condensateur et avec des condensateurs de 330nF sont respectivement données sur les Figure 
3.27 et Figure 3.28. On peut y voir la tension vIGBT et le courant iIGBT ainsi que la tension vGE. 
On voit bien que le fait de rajouter un condensateur permet de limiter la vitesse de variation 
de la tension aux bornes de l’IGBT. Cela modifie également la queue de courant mais conduit 
globalement à une réduction des énergies de commutation. Remarquons que les deux figures 
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A partir des résultats expérimentaux nous avons tracé les énergies de commutation au blocage 
pour différentes valeurs de courant commuté et différentes valeurs de condensateurs CS 
(Figure 3.29). Comme cela était prévisible, on constate que plus la valeur du condensateur est 
élevée et plus l’énergie de commutation au blocage est faible. 
 
 
Figure 3.29 : Energies de commutation au blocage en fonction du courant commuté 
 
A partir de ces courbes, les coefficients d’extrapolation des énergies de commutation au 
blocage de l’IGBT ont été déterminés (Tableau 3.12). 
 
CS (nF) aOFF bOFF cOFF 
0 -4E-6 0,0053 -0,0006 
30 7E-7 0,0032 -0,0386 
60 -5E-7 0,003 -0,0446 
88 4E-6 0,002 -0,0352 
120 7E-6 0,0012 -0,0069 
220 6E-6 0,0005 0,005 
330 3E-6 0,0008 -0,0129 
Tableau 3.12 : Coefficients d’extrapolation des énergies de commutation au blocage 
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4.4.3. Détermination des énergies de commutation à l’amorçage au niveau de 
l’onduleur de courant. 
 
Les énergies de commutation à l’amorçage ont été déterminées pour quatre valeurs de 
l’inductance LS : 25, 50, 75 et 100µH pouvant correspondre à des valeurs réalistes de 
l’inductance de fuite du transformateur. Les formes d’ondes pour 3600V et 100A avec une 
inductance de 25µH et 50µH sont respectivement données sur les Figures 3.30 et 3.31. On 
peut y voir la tension vIGBT et le courant iIGBT. On voit bien que le fait d’augmenter 
l’inductance permet de limiter la vitesse de croissance du courant dans l’IGBT et donc 
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A partir des résultats expérimentaux, nous avons tracé les énergies de commutation à 
l’amorçage pour différentes valeurs de courant commuté et différentes valeurs d’inductance 
LS (Figure 3.32). On voit que plus on augmente la valeur de l’inductance plus on diminue 
l’énergie à l’amorçage de l’IGBT. 
 
 
Figure 3.32 : Energies de commutation à l’amorçage en fonction du courant commuté 
 
A partir de ces courbes, les coefficients des énergies de commutation ont été déterminés 
(Tableau 3.13). 
 
LS (µH) aON bON cON 
25 -7E-6 0,0018 0,0462 
50 -5E-6 0,0012 0,054 
75 -6E-6 0,0008 0,0586 
100 -7E-6 0,0008 0,0533 
Tableau 3.13 : Coefficients d’extrapolation des énergies de commutation à l’amorçage 
 
 
4.4.4. Détermination des énergies de recouvrement des diodes série au niveau de 
l’onduleur de courant. 
 
Les énergies de recouvrement des diodes série ont été déterminées avec une inductance LS 
allant jusqu'à 100µH. Les formes d’ondes pour 3600V et 90A avec une inductance de 25µH et 
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50µH sont respectivement données sur les Figures 3.33 et 3.34. On peut y voir la tension 
vDIODE et le courant iDIODE. On voit bien que le fait d’augmenter l’inductance permet de limiter 



































Figure 3.34 : Recouvrement de la diode série en mode Thyristor avec LS=50µH 
 
 
A partir des résultats expérimentaux, nous avons tracé les énergies de recouvrement pour 
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Figure 3.35 : Energies de commutation au recouvrement en fonction du courant commuté 
 
A partir de ces courbes, les coefficients des énergies de commutation ont été déterminés 
(Tableau 3.14). 
 
LS (µH) aREC bREC cREC 
25 -3E-6 0,0027 0,023 
50 -1E-5 0,0045 -0,0128 
75 -6E-6 0,0038 -0,0052 
100 -1E-6 0,0048 0,0385 
Tableau 3.14 : Coefficients des énergies de commutation au recouvrement 
 
Dans ces essais nous avons travaillé avec une valeur de circuit RC fixe (RCLAMP=25Ω et 
CCLAMP=60nF). Nous voyons que le circuit n’est pas optimisé pour toutes les valeurs 
d’inductance. En pratique, il faudrait ajuster le circuit pour chaque valeur d’inductance en 
trouvant un compromis entre la constante de temps de circuit RC et la surtension aux bornes 
de la diode. 
 
 
4.4.5. Détermination des pertes dans l’onduleur de tension 
 
A partir des coefficients d’énergie et des caractéristiques statiques déterminées 
expérimentalement, nous avons tracé la courbe de pertes en fonction de la fréquence de 
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commutation pour un pack de l’onduleur de tension (Figure 3.36). Cette courbe est ici donnée 
pour un courant de 80ARMS, soit une puissance de 2MW sous 25kV/50Hz. 
 
 




D’après les résultats de la Figure 3.36, on peut conclure que pour atteindre une fréquence de 
commutation de 5kHz avec des pertes inférieures à 1kW, il nous faut un condensateur d’au 
moins 60nF en parallèle sur chaque IGBT. 
 
 
4.4.6. Détermination des pertes dans l’onduleur de courant 
 
De la même manière que pour l’onduleur de tension, les pertes côté onduleur de courant ont 
été tracées pour un courant de 80ARMS et pour différentes valeurs de LS et de fréquence de 
commutation (Figure 3.37). 
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Pour une puissance maximale dissipée de 1kW par pack, une fréquence de commutation de 
5kHz est atteignable avec une inductance LS de 25 ou 75µH (dans le cas d’un circuit RC fixe 
avec RCLAMP=25Ω et CCLAMP=60nF). 
 
 
4.5. Influence des snubbers sur les formes d’ondes et la plage de réglage du 
convertisseur 
 
L’utilisation de condensateurs de limitation du dv/dt et d’une inductance de limitation du di/dt 
est bénéfique du point de vue des pertes dans les semi-conducteurs. Ces éléments ont une 
influence sur les formes d’ondes mais également sur la plage de réglage du convertisseur quel 
que soit le mode de fonctionnement de la structure : traction (tension et courant caténaire en 
phase) ou freinage (tension et courant caténaire en opposition de phase). 
 
4.5.1. Influence des condensateurs CS sur la tension de sortie du convertisseur 
 
La Figure 3.38 présente les formes d’ondes du courant (iMF) et de la tension (vMF) au niveau 
de l’étage moyenne fréquence ainsi que la tension (v0) créée par le convertisseur dans le cas 
où les condensateurs CS sont utilisés. 
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Figure 3.38 : Influence des condensateurs CS sur les formes d’ondes du convertisseur 
 
On voit que la tension v0 présente une forme d’onde trapézoïdale à cause de la limitation du 
dv/dt et que, par conséquent, sa valeur moyenne diminue. L’équation de la valeur moyenne de 
v0 devient (3.33). La chute de tension est proportionnelle à la valeur de CS et est pénalisante 
en mode traction (90°<Ψ<180°) où          est positif. 
 
             
    
 
     
      
    
    
 (3.33) 
 
D’après l’équation, on voit bien que le fonctionnement est théoriquement impossible à 
courant nul en mode Thyristor-Dual. Des solutions peuvent néanmoins être trouvées 
[MAR08] : soit en augmentant le courant magnétisant du transformateur, soit en créant par la 
commande des phases de court-circuit au niveau de l’onduleur de courant pour créer une 




4.5.2. Influence l’inductance LS sur la tension de sortie du convertisseur 
 
De la même façon, la Figure 3.39 montre les formes d’ondes du courant (iMF) et de la tension 
(vMF) sur l’étage moyenne fréquence ainsi que la tension (v0) créée par le convertisseur en 
utilisant l’inductance LS. 
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Figure 3.39 : Influence de l’inductance LS sur les formes d’ondes du convertisseur 
 
On voit maintenant que la tension v0 comporte un palier à 0. Ceci est pénalisant en mode 
freinage (0°<Ψ<90°) et d’autant plus que l’amplitude du courant caténaire est élevée. Par 
conséquent, la valeur moyenne de v0 devient (3.34) : 
 
             
    
 
                  (3.34) 
 
En cumulant ces deux effets on obtient les formes d’ondes suivantes (Figure 3.40) : 
 
 
Figure 3.40 : Influence de LS et CS sur les formes d’ondes du convertisseur 
 
 
L’équation globale de la valeur moyenne de la tension v0 devient alors (3.35) : 
 
             
    
 
     
      
    
    
              (3.35) 
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Le Tableau 3.15 résume les différents effets des snubbers sur la tension moyenne de sortie du 
convertisseur. 
 












Fort courant caténaire 
Tableau 3.15 : Influence des snubbers sur la tension moyenne de sortie 
 
 
4.5.3. Influence sur la plage de réglage du convertisseur 
 
Outre le fait de modifier la valeur moyenne de la tension de sortie, les snubbers influent aussi 
sur la plage de réglage du convertisseur. La Figure 3.41 montre que les condensateurs CS 
limitent l’angle de retard à l’amorçage à une valeur minimale Ψmin. En effet, il faut attendre 
que la tension délivrée par l’onduleur ait changé de signe pour amorcer les Thyristors. 
 
 
Figure 3.41 : Limitation de CS sur l’angle minimal Ψmin 
 
De même, l’inductance LS limite le di/dt et nécessite donc la limitation l’angle de retard à une 
valeur maximale Ψmax comme le montre la Figure 3.42. En effet, il faut attendre que le 
courant ait changé de signe pour bloquer les Thyristors-Duaux. 
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Figure 3.42 : Limitation de LS sur l’angle maximal Ψmax 
 
 
Le Tableau 3.16 récapitule les effets des snubbers sur la plage de réglage du convertisseur. 
 
Elément Angle de retard à l’amorçage Ψ 




CS Ψ > Ψmin 
Freinage 
(0°<Ψ<90°) 
Faible courant caténaire 
LS Ψ < Ψmax 
Traction 
(90°<Ψ<180°) 
Fort courant caténaire 
Tableau 3.16 : Influence des snubbers sur la plage de réglage du convertisseur 
 
 
4.5.4. Conclusions sur l’utilisation de snubbers 
 
La mise en place de snubbers permet de réduire les pertes dans les semi-conducteurs mais ils 
ont aussi une influence pénalisante sur le fonctionnement global du convertisseur. Si l’on 
utilise des valeurs de CS et LS trop importantes, la plage de variation de la valeur moyenne de 
v0 va être trop faible pour garantir le fonctionnement du système. Il faudra donc rajouter des 
étages supplémentaires dans la structure ce qui, au final, ne va pas dans le sens de la réduction 
de masse et volume. Ainsi, une montée en fréquence trop grande accentuera ce phénomène. Il 
faut donc trouver un compromis entre les pertes dans les semi-conducteurs, la fréquence de 
commutation et la valeur des snubbers afin de garantir un fonctionnement correct du 
convertisseur tout en réalisant des gains en masse et volume. 
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Pour s’affranchir de l’utilisation de condensateurs de limitation de dv/dt tout en ayant 
des pertes en commutation acceptables, différents essais ont été réalisés sur les IGBT Silicium 
en diminuant fortement la résistance de grille de l’allumeur. Ces essais ont montré qu’on ne 
pouvait pas augmenter la vitesse de commutation de manière significative pour atteindre une 
fréquence de 5kHz. Il faut donc se tourner vers des semi-conducteurs haute tension nouvelle 
génération tels que les composants en carbure de silicium (SiC). 
 
En ce qui concerne l’onduleur de courant, il faudrait diminuer au maximum LS. Or, 
comme l’isolation du transformateur doit être de 60kVRMS, les spires des bobines primaires et 
secondaires doivent être « éloignées », ce qui ne va pas dans le sens d’une réduction des flux 
de fuite. Différentes études d’optimisation sur le transformateur moyenne fréquence ont 
montré que l’inductance de fuite pouvait être réduite au minimum à 50µH. Pour réaliser les 
interrupteurs, il ne sert à rien d’utiliser des transistors rapides étant donné que la vitesse de 
commutation est limitée par cette inductance. Par contre, au niveau des diodes il faut utiliser 
des composants SiC afin de diminuer les pertes par recouvrement, les surtensions au blocage 





Le banc de test nous a permis de déterminer les limites de fonctionnement de la structure 
avec des composants silicium 6,5kV actuels. Sans snubbers, leur fréquence maximale 
d’utilisation dans ce convertisseur est d’environ 2kHz. Cette fréquence est trop faible pour 
permettre une diminution importante de la masse et du volume du convertisseur complet. En 
ce qui concerne l’utilisation de snubbers, l’inductance de fuite du transformateur entraine une 
chute de tension interne au convertisseur importante alors que les condensateurs CS posent le 





Dans ce chapitre, nous avons mis en évidence les problèmes posés par les deux structures 
de conversion pouvant être utilisées pour l’application transformateur moyenne fréquence en 
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traction ferroviaire. La structure indirecte à convertisseur DC/DC à résonance permet 
d’atteindre une fréquence de commutation maximale de 3,8 kHz, mais nécessite des 
condensateurs flottants qu’il faut isoler en 60 kV et qui ne seront pas faciles à intégrer lors de 
la conception des blocs élémentaires.  
 
En ce qui concerne la structure AC/DC directe à convertisseurs duaux, les limites de 
fonctionnement de la structure avec des composants silicium 6,5kV actuels ont été 
déterminées grâce au banc de test. Une fréquence maximale de fonctionnement de 2kHz peut 
être atteinte sans l’utilisation de snubbers. Cette fréquence n’est pas suffisamment élevée pour 
permettre une diminution significative de la masse et du volume du transformateur et donc du 
convertisseur complet. Cette structure a toutefois l’avantage de conserver les éléments du 
filtrage basse fréquence sur le bus continu, elle permet le remplacement du transformateur 
50 Hz (ou 16,7 Hz) en utilisant uniquement du silicium sur le côté haute tension. La 
conception des blocs élémentaires sera donc plus facile. L’accroissement de la fréquence de 
fonctionnement du transformateur, au moins jusqu’à 5 kHz, nécessite alors de changer de 
technologie de semi-conducteurs. 
 
Dans le chapitre suivant, nous nous intéressons donc à la mise en œuvre de composants 
SiC 10kV dans la structure AC/DC directe à convertisseurs duaux. Nous présentons le 
développement d’un allumeur spécifique dédié à la commande en mode Thyristor ou 



























































CARACTERISATION ET MISE EN 
ŒUVRE DE COMPOSANTS CARBURE 





















































Le silicium est utilisé en électronique de puissance depuis plus d’un demi-siècle. Si l’on 
arrive actuellement à ses limites (en termes de température maximale de fonctionnement et de 
tenue en tension), les caractéristiques intrinsèques des semi-conducteurs à « grand gap » 
permettent d’envisager une rupture technologique importante (Tableau 4.1). En effet, ils ont 
un champ électrique critique au moins dix fois supérieur au silicium, une température 
maximale de fonctionnement au moins trois fois plus élevée et une meilleure conductivité 
thermique (sauf pour le GaN) [MOU09] [RIS07]. 
 
Propriétés Si 4H-SiC GaN Diamant 
Bande interdite (eV) 1,1 3,3 3,45 5,45 
Constante diélectrique 11,9 10,1 9 5,5 
Champ de claquage (106 V.cm-1) 0,2 2,5 3,3 10 
Mobilité des électrons (cm2.V-1.s-1) 1400 900 1000 2200 
Mobilité des trous (cm2.V-1.s-1) 600 150 300 1600 
Conductivité thermique (W.cm-1.K-1) 1,5 4,5 1,3 20 
Vitesse de saturation (107 cm.s-1) 1 2 2,5 2,7 
Tableau 4.1 : Propriétés des matériaux « grand gap » par rapport au silicium 
 
Deux types d’applications vont tirer avantage de l’utilisation de composants « grand 
gap » : une première catégorie qui correspond à l’amélioration des performances, notamment 
en termes d’efficacité énergétique, voire de réduction de la masse et du volume des 
convertisseurs des systèmes embarqués. La seconde catégorie correspond aux applications à 
haute température ou haute tension pour lesquelles les composants en silicium ne sont pas 
utilisables. 
 
Les matériaux les plus prometteurs sont le carbure de silicium (SiC), le nitrure de gallium 
(GaN) et le diamant. Théoriquement, le diamant devrait surclasser l’ensemble de tous les 
matériaux jusque là envisagés. Il allie un ensemble de propriétés électroniques et thermiques 
qui en font un candidat idéal pour les applications de l’électronique de puissance. Néanmoins, 
à cause des verrous technologiques, son développement est encore très peu avancé. 
Aujourd’hui, les technologies du SiC et du GaN ont atteint un niveau de maturité suffisant et 
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sont disponibles commercialement. Pour l’instant, les composants GaN sont limités à 600V 
mais de nombreux travaux sont en cours afin d’augmenter cette tenue en tension. En ce qui 
concerne le SiC, il existe des composants dont la maturité est au stade industriel (modules 
1200V) et d’autres qui sont au stade de prototypes et disponibles en échantillons. 
 
Etant donné l’avance technique du SiC en terme de tenue en tension et de fréquence de 
fonctionnement, nous avons choisi de l’étudier en remplacement des composants silicium. 
 
La première partie traite du développement d’un allumeur spécifique dédié à la commutation 
douce. La deuxième traite de la mise en œuvre de diodes SiC Haute Tension dans l’onduleur 
de courant. Deux types de diodes (Schottky et JBS) seront étudiés. Enfin, dans la troisième 
partie, des caractérisations de MOSFET 10kV seront réalisées. Un test de vieillissement sera 
effectué afin d’étudier la dégradation des caractéristiques et des essais en commutation seront 
réalisés afin de déterminer les énergies de commutation. 
 
 
2. DEVELOPPEMENT D’UN ALLUMEUR SPECIFIQUE DEDIÉ À LA 
COMMUTATION DOUCE 
 
L’objectif est de développer un allumeur configurable permettant de réaliser des 
commutations en mode Thyristor-Dual (blocage commandé et amorçage spontané à zéro de 
tension) ou en mode Thyristor (amorçage commandé et blocage spontané à zéro de courant). 
Pour cela nous sommes partis d’un allumeur classique puis nous avons modifié plusieurs 
parties pour réaliser ces fonctions. Nous avons en plus travaillé sur différents moyens de 
mesure de tension et de courant intégrables sur cet allumeur. 
 
2.1. Analyse du fonctionnement d’un allumeur Alstom 
 
L’allumeur qui nous a servi de base est présenté à la Figure 4.1 avec sa carte de mesure de 
tension et d’écrêtage qui est directement vissée sur l’IGBT. Il est développé par Alstom pour 
des IGBT 6,5kV et fonctionne uniquement en commutation dure (amorçage et blocage 
commandés). Il permet d’obtenir une tension grille-émetteur vGE de +15V/-12V et n’est 
composé que de composants discrets. 











carte de mesure de tension 
 
Figure 4.1 : Allumeur Alstom pour des IGBT 6,5kV 
 
 
Un synoptique des fonctions réalisées par cet allumeur est présenté sur la Figure 4.2. 
 
Figure 4.2 : Synoptique des fonctions d’un allumeur Alstom 
 
L’isolation de l’alimentation est réalisée par transformateur. Celle des signaux de commande 
et de retour d’état est faite grâce à des fibres optiques. Le signal pour le pilotage de la grille de 
l’IGBT est mis en forme et amplifié, une mesure de tension vCE permet la protection en 
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2.2. Essais sur banc double impulsion de courant 
 
Afin de mettre au point le nouvel allumeur, nous avons développé un banc de test 
double impulsion (2 amorçages et 2 blocages) dont le but est de caractériser les commutations 
des semi-conducteurs sous différentes tensions d’alimentation et différents courants de 
charge. Le principe de ce banc est présenté à la Figure 4.3 : 
 
 
Figure 4.3 : Configuration du banc double impulsion 
 
La Figure 4.4 montre les formes d’ondes du signal de commande, du courant (IIGBT) et 
de la tension (vCE) aux bornes de l’IGBT. La première impulsion de durée T1 sert à installer le 
courant dans la charge et permet de bloquer l’IGBT à un courant donné (4.1). Le blocage 
pendant T2 (de l’ordre de plusieurs dizaines de µs) permet une circulation de courant dans la 
diode de roue libre. La deuxième impulsion T3 (de l’ordre de 20µs) permet d’amorcer l’IGBT 
au même niveau de courant que lors du premier blocage. 
 
   





Figure 4.4 : Formes d’ondes générales du banc double impulsion de courant 
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Le banc complet est présenté sur la Figure 4.5. On peut voir le condensateur filtre  associé 
au busbar , le Générateur Basse Fréquence  et l’alimentation Basse Tension  pour 
l’allumeur ainsi que l’inductance de charge . 
 
 
Figure 4.5 : Photo du banc de test double impulsion de courant 
 
 
La Figure 4.6 montre les formes d’ondes de la commande de l’IGBT 6500V-200A, de la 
tension de pilotage vGE, de la tension vCE de l’IGBT et du courant dans l’IGBT pour une 
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2.3. Développement d’un allumeur dédié à la commutation douce 
 
Une fois le fonctionnement global de l’allumeur déterminé, nous nous sommes 
penchés sur son schéma interne afin de répertorier toutes ses fonctions dans le but de les 
améliorer. Une première étape a consisté à remplacer un maximum de fonctions réalisées en 
analogique par un composant numérique. Nous avons donc implanté un CPLD avec et des 
circuits d’adaptation des niveaux de tension CMOS 15V / TTL 5V sur la carte allumeur par 
l’intermédiaire d’une carte mezzanine. Ce prototype a été testé en Haute Tension sur le banc 
double impulsion (commutation dure) et a montré un fonctionnement correct jusqu’au point 
3600V-200A. 
Après ce test nous avons décidé de réaliser une nouvelle carte plus intégrée (de même 
volume que la carte Alstom) en ne conservant de l’allumeur standard que la partie 
alimentation. Ce prototype a lui aussi été testé en Haute Tension sur le banc et a aussi montré 
des résultats satisfaisants. Nous avons alors décidé de modifier quasiment toutes les fonctions 
de l’allumeur. Pour cela nous avons développé un nouveau prototype avec les modifications 
suivantes : 
- Remplacement des alimentations linéaires par des alimentations à découpage 
- Changement du composant programmable CPLD par un microcontrôleur PIC 
mieux dimensionné en terme d’entrées/sorties et plus polyvalent (comprenant un 
Convertisseur Analogique Numérique, différents comparateurs …) 
- Modification de l’étage d’amplification du signal de commande (composants plus 
rapides et en moins grand nombre) 
- Remplacement des amplificateurs opérationnels par des nouveaux plus rapides qui 
permettront une mesure plus précise des grandeurs 
 
Un plan de validation a permis de tester les différentes fonctions de surveillance et de 
protection tout d’abord en Basse Tension. Ceci étant validé nous avons décidé de réaliser un 
prototype plus industriel (PCB 4 couches) en ne se concentrant que sur l’allumeur lui-même 
(la partie alimentation isolée est réalisée par un autre partenaire du projet et les ordres de 
commandes arrivent déjà en fibre optique). Cet allumeur a été conçu pour des composants 
10kV, par conséquent les distances d’isolement et de cheminement sont plus importantes que 
pour des composants 6,5kV. Une attention particulière a été portée sur le routage de la carte 
pour minimiser les boucles où des courants parasites pourraient être induits par 
l’environnement Haute Tension associé à de forts dv/dt et di/dt. 
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2.4. Système de mesure de tension 
 
En parallèle de l’étude de l’allumeur, nous avons également travaillé sur la mesure de 
tension. En effet, dans le mode de fonctionnement Thyristor-Dual, il faut une image précise 
de la tension aux bornes de l’IGBT pour amorcer au passage par zéro de la tension. Le 
premier système que nous avons étudié est déjà utilisé sur l’allumeur Alstom, il s’agit d’un 
pont diviseur RC haute impédance dont le principe est présenté sur la Figure 4.7 : 
 
 
Figure 4.7 : Principe de mesure de tension par pont RC haute impédance 
 
La Figure 4.8 montre les formes d’ondes pour cette mesure sous 3000V. On peut voir la 
tension de la sonde Schaffner ainsi que la mesure réalisée par le pont RC. La mesure est 
relativement fidèle mais il apparaît des dépassements lors des blocages et des amorçages. Il 
s’agit d’un phénomène de surcompensation au niveau du circuit diviseur de tension qui sera 
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Pour que le pont diviseur soit bien compensé il faut que R1.C1=R2.C2, or en considérant la 
tolérance des composants et les coefficients de température, ce n’est jamais le cas. Ce n’est 
pas très pénalisant dans l’allumeur Alstom car on doit mesurer la tension et la comparer à un 
seuil de quelques centaines de volts (protection en désaturation en cas de court-circuit). Par 
contre pour le fonctionnement Thyristor-Dual cela peut poser problème car, si la mesure n’est 
pas correcte, on peut amorcer l’IGBT en présence de tension et donc avoir des pertes à 
l’amorçage. C’est pour cette raison que nous avons étudié d’autres systèmes de mesure de 
tension qui sont expliqués ci-après. 
 
 Le deuxième système de mesure consiste à faire une mesure différentielle de la tension 
vCE comme le montre la Figure 4.9 : 
 
 
Figure 4.9 : Principe de mesure de tension différentielle 
 
Les formes d’ondes de cette mesure sont présentées sur la Figure 4.10. On peut voir la tension 
de la sonde de tension Schaffner (bleu ciel), l’image de la tension réalisée par la mesure 
différentielle (bleu foncé) et la tension mesurée par une sonde passive Tektronix P5150 (rose) 
pour une tension d’alimentation de 1000V. 
 


















Figure 4.10 : Formes d’ondes de la mesure de tension différentielle 
 
On voit que la mesure différentielle est relativement fidèle par rapport aux mesures de la 
sonde Schaffner et de la sonde passive. Néanmoins ce principe de mesure demande beaucoup 
plus de composants que la mesure par simple RC. 
 
Le troisième principe que nous avons étudié est la détection de l’état du transistor 




Figure 4.11 : Principe de la mesure par diodes d’isolement 
 
Les formes d’ondes sous une tension vCE de 1500V sont présentées sur la Figure 4.12. La 
mesure fait apparaitre un phénomène de rebond qui ne permet pas de mesurer précisément la 
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Figure 4.12 : Formes d’ondes de la mesure par diodes 
 
Suite à tous ces essais, nous avons décidé de sélectionner la mesure par pont RC haute 
impédance car elle permet d’avoir une image assez fidèle de la tension pour un nombre de 
composants réduit. Néanmoins, les circuits RC ne seront jamais parfaitement compensés à 
cause de la tolérance des composants et des coefficients de température. Des simulations ont 
été réalisées (Figure 4.13). On peut voir que l’image de la tension commutée vCE entre 0 et 










Figure 4.13 : Formes d’ondes de la tension vCE et des images dans les cas surcompensé et 
sous compensé 
 
Comme cette image est envoyée sur un Convertisseur Analogique Numérique afin d’être 
traitée par le PIC, notre choix s’est porté sur la mesure sous-compensée car, contrairement à la 
mesure surcompensée, elle reste toujours positive. Nous avons donc choisi des composants 
qui nous permettent de valider cette condition en prenant en compte les tolérances des 
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2.5. Traitement de la mesure de tension 
 
Afin de pouvoir traiter correctement la mesure de tension, il faut prendre en compte 
certaines particularités du système de mesure. En effet, il existe un offset (au niveau du 0 de 
tension) entre la tension vCE et son image ainsi qu’une certaine « inertie » avant que cet offset 
soit établi. Ces raisons nous ont poussé à développer un algorithme de suivi d’offset qui 
permet de faire l’acquisition de l’offset lors d’un front descendant du vCE après un certain 
temps (dans notre cas 10µs), d’utiliser ce seuil lors de la commutation suivante (pour voir si 
celui-ci a augmenté ou diminué) et de faire la différence des offsets entre deux commutations 
pour vérifier que le circuit de mesure a atteint son régime permanent. En outre, pour pouvoir 
fonctionner en commutation douce, il faut une tension minimale d’utilisation qui sera 
dépendante de l’offset maximal du système de mesure (avec une certaine marge de sécurité) 
et du seuil auquel on veut faire la détection du zéro de tension (quelques volts dans notre cas). 
 
Le microcontrôleur calcule la différence de tension lorsque l’IGBT est bloqué puis amorcé et 
autorise le fonctionnement en commutation douce si cette différence est supérieure à un seuil 
préenregistré. 
 
Ces caractéristiques nous ont conduits à développer un programme qui introduit un temps 
mort de 10µs lors de la commande à l’amorçage du semi-conducteur (pour le fonctionnement 
en mode Thyristor-Dual) si l’offset de la mesure de tension n’est pas stabilisé ou si la tension 
de fonctionnement n’est pas suffisante, et de faire une transition vers un fonctionnement en 
commutation douce si ces deux conditions sont vérifiées. Il faut également noter que la 
protection en désaturation est toujours active, en mode Thyristor-Dual. 
 
 
2.6. Réalisation et essais du nouvel allumeur 
 
La Figure 4.14 présente une photo de l’allumeur DG332. On peut voir sur la partie droite les 
éléments (résistances et condensateurs) du circuit de mesure de la tension. 
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Figure 4.14 : Photo de l’allumeur développé 
 
Cette carte a été testée au sein du service CEM d’Alstom Transport de Tarbes afin de vérifier 
son comportement selon différentes normes CEM, guides et essais internes : 
- [EN61000-4-3] (Essai d’immunité aux perturbations rayonnées radio fréquence) 
 Résultats OK 
- [EN61000-4-4] (Essai d’immunité aux transitoires rapides en salves)  Résultats OK 
- Essai d’immunité aux dV/dt  Résultats OK 
- Essai d’immunité aux dH/dt  Résultats OK 
 
Suite à ces bons résultats nous avons de nouveau réalisé des essais sur le banc double 
impulsion en commutation dure. La Figure 4.15 présente les formes d’ondes de la commande 
de l’IGBT, de la tension de pilotage vGE, de la tension vCE de l’IGBT et du courant dans 
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Pour valider définitivement le fonctionnement en mode Thyristor-Dual, un banc de test a été 
développé. Son principe est présenté sur la Figure 4.16. Il comporte un bras d’onduleur 
associé à un circuit LC qui permet d’obtenir un courant alternatif de forme triangulaire 
d’amplitude « réglable » par le choix de la fréquence de commutation et du niveau de tension. 
 
 
Figure 4.16 : Banc de test pour la caractérisation en mode Thyristor-Dual 
 
 
Les formes d’ondes générales sont présentées sur la Figure 4.17 pour les paramètres suivants : 
- E = 3600V 
- FC = 682Hz 
- L = 11mH 
- C = C_filtre = 1mF 
- R = 180mΩ 
- Icommuté = 60A 
 
On peut voir en (a) le courant et la tension de l’IGBT T1, en (b) le courant et la tension de 
l’IGBT T2 et en (c) le courant dans le circuit LC. 
Le blocage de T1 entraine une remontée de sa tension et inversement la décroissance de la 
tension aux bornes de T2. Il faut donc autoriser l’amorçage de T2 lorsque la tension à ses 
bornes est nulle et lorsque son courant est négatif. Lors du changement de signe du courant 


















Figure 4.17 : Formes d’ondes du banc de test pour la caractérisation en mode Thyristor-Dual 
 
Pour mettre au point le banc de test nous avons tout d’abord utilisé des allumeurs 
CONCEPT que nous avons piloté en insérant un temps-mort fixe dans la commande afin de 
fonctionner en mode Thyristor-Dual. Une fois cette mise au point terminée, nous avons 
intégré les allumeurs DG332 pour valider l’amorçage à zéro de tension. Dans le programme 
de l’allumeur, nous avons fixé la tension minimale de fonctionnement à 400V (transition 
commutation dure avec temps-mort/commutation douce). 
 
La Figure 4.18 montre les formes d’ondes de la commande, de la tension de grille vGE et de la 
tension vCE mesurée par une sonde différentielle Schaffner. Ces essais sont réalisés pour une 
tension de 300V et une fréquence de commutation de 682Hz. On peut voir le décalage 
















Figure 4.18 : Formes d’ondes pour une tension de 300V 
 
La Figure 4.19 montre les mêmes formes d’ondes que précédemment mais cette fois-ci pour 
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de la tension vCE. On remarque également une chute de  la tension vGE lors de la décroissance 
de vCE. Cette chute de tension est inhérente au comportement du composant, notamment à 
cause des capacités parasites, et a été observée expérimentalement en utilisant plusieurs 
















Figure 4.19 : Formes d’ondes au blocage pour une tension de 3600V 
 
 
2.7. Evolution de l’allumeur pour le fonctionnement en mode Thyristor 
 
De la même manière que pour la mesure de tension, nous avons étudié différents moyens de 
mesures de courant pour le fonctionnement en mode Thyristor (blocage à zéro de courant). 
Parmi tous les capteurs que nous avons étudié et testé (shunt, effet Hall, magnéto-résistifs, 
Rogowski, transformateur de courant …) aucun n’est sorti du lot afin de répondre à notre 
cahier des charges : bonne précision, faible encombrement, bande passante élevée, 
isolation … 
Il existe également un problème de la détection du passage par zéro du courant avec le SiC 
dans la mesure où il n’y a quasiment pas de courant de recouvrement dans les diodes. 
 
C’est pour ces raisons que nous avons choisi de mesurer la tension aux bornes de la diode 
série de l’IGBT, en considérant que la présence de tension aux bornes de la diode est 
synonyme de blocage et donc d’absence de courant. Par conséquent, le principe développé 
pour le fonctionnement en mode Thyristor-Dual peut être réutilisé uniquement au prix de 
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commande sur le pack de puissance (potentiel de la cathode de la diode série en lieu et place 





La mise au point de l’allumeur a d’abord été effectuée sur des composants silicium afin de 
remplacer les allumeurs classiques. Différentes méthodes de mesure de tension ont été 
étudiées et testées mais la plus avantageuse, en termes de précision de mesure et de nombre de 
composants, est la mesure par pont diviseur RC haute impédance. Un soin particulier a été 
pris en ce qui concerne le routage de la carte car elle est située dans un environnement où les 
dv/dt et di/dt élevés peuvent créer des amorçages ou des blocages intempestifs. 
 
Le composant numérique PIC permet d’implémenter le programme qui permet, en plus de 
réaliser les fonctions de base d’un allumeur, de s’affranchir de la compensation du pont de 
mesure et également de fonctionner en mode Thyristor ou Thyristor-Dual. Cet allumeur est 
aussi adaptable sur des composants en SiC dans la mesure où les niveaux de la tension de 




3. MISE EN ŒUVRE DE DIODES SiC HAUTE TENSION DANS 
L’ONDULEUR DE COURANT 
 
3.1. Conception d’un pack avec diode série pour l’onduleur de courant 
 
Les composants SiC haute tension les plus facilement disponibles étant des diodes, nous 
avons commencé à travailler sur la réalisation d’un pack dédié à l’onduleur de courant. 
 
L’objectif a été de réaliser un module ayant les mêmes interfaces électriques et 
mécaniques que le module IGBT silicium du commerce, ceci afin d’éviter toute modification 
du système de refroidissement, des barres de connexion ou des allumeurs. Nous avons donc 
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développé un pack en remplaçant la diode série silicium par une diode SiC dont la tenue en 
tension a été testée jusqu’à 5kV (Figure 4.20). 
 
 
Figure 4.20 : Pack pour l’onduleur de courant avec diode série en SiC 
 
 
Lors de la conception, aucune attention particulière n’a été apportée sur la réduction des 
inductances de boucle côté puissance. En effet, elle n’est pas importante dans le sens où l’on 
se trouve sur l’onduleur de courant avec une inductance de limitation du di/dt. Les circuits de 
commande et de puissance restent quant à eux similaires à ceux d’un pack IGBT du 
commerce. Pour obtenir un pack avec un calibre en courant de 200A, une mise en parallèle de 
quatre substrats de 50A a été réalisée. 
 
Une première version du substrat a été dessinée sous SOLIDEDGE puis simulée afin de 
mettre en évidence les densités de courant dans les pistes. Cette simulation a montré un 
déséquilibre de courant dans la piste émetteur. Suite à cette première simulation, l’ajout de 
formes en « L » a permis de sectionner le courant afin de réduire le déséquilibre. Une 
nouvelle simulation a montré une nette amélioration. 
 
La Figure 4.21 montre une image du substrat final. On peut voir en haut les composants 
silicium (deux IGBT et une diode) et en bas les composants SiC. 
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Figure 4.21 : Image du substrat final 
 
Des simulations thermomécaniques ont été réalisées sous ANSYS. Elles ont notamment 
permis d’obtenir la cartographie thermique (Figure 4.22) lors du brasage des substrats sur la 
semelle et de déterminer la flèche (courbure) à donner à la semelle afin d’avoir une surface 
plane lors du passage dans le four (Figure 4.23). 
 
 
Source : Pierre SOLOMALALA (ALSTOM Transport) 




Source : Pierre SOLOMALALA (ALSTOM Transport) 
Figure 4.23 : Simulation pour déterminer la flèche de la semelle 
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Pour la partie packaging, les distances d’isolement et de cheminement ont été déterminées 
d’après la norme [EN50124-1]. La Figure 4.24 présente une image du pack final. 
 
 
Source : Philippe LASSERRE (ALSTOM Transport) 
Figure 4.24 : Image du pack final 
 
 
3.2. Essais sur des diodes Schottky 
 
Au début du projet, devant les coûts prohibitifs ainsi que les difficultés d’approvisionnement 
en composants SiC haute tension, nous avons fait réaliser des diodes Schottky SiC par le 
CNM (Centre National de Microélectronique de Barcelone), partenaire du laboratoire PEARL 
(Power Electronics Associated Research Laboratory). Pour ce faire, nous avons acheté des 
substrats SiC de chez CREE et le CNM s’est chargé de la phase de fabrication des diodes. 
 
 
3.2.1. Construction des modules 
 
La diode Schottky est le premier composant en carbure de silicium à avoir été commercialisé. 
Cette diode présente l’avantage d’avoir un recouvrement très faible (peu de charges stockées) 
ainsi qu’une faible chute de tension à l’état passant. Une photo d’un substrat avec les diodes 
Schottky en SiC et une photo de l’assemblage d’un pack avec deux substrats est présentée sur 
la Figure 4.25. La carte en cuivre que l’on aperçoit est en fait la carte de répartition des ordres 
de commande des IGBT. Elle est réalisée sur un PCB double couche pour avoir un effet 
busbar et ainsi diminuer l’inductance globale de la partie commande. 
 






Figure 4.25 : Photo du substrat avec diodes SiC Schottky et assemblage de deux substrats à 
l’intérieur du pack. 
 
 
La Figure 4.26 présente une photo du pack avec diodes Schottky SiC (à gauche) et un pack 
silicium du commerce (à droite). Sur le pack silicium du commerce, la liaison entre l’IGBT et 
la diode série se fait en externe du pack alors qu’avec les diodes Schottky SiC cette liaison est 
faite en interne. C’est pourquoi il n’y a que trois bornes de connexions contre quatre pour un 
pack du commerce. 
 
 
Figure 4.26 : Photo du pack avec diodes Schottky SiC et d’un pack silicium du commerce 
 
 
3.2.2. Caractérisation statique 
 
Nous n’avons pu obtenir qu’un nombre limité de puces de tenue en tension de 5kV. Nous 
avons donc préféré réaliser des packs de calibre en courant plus faible (50A) par rapport aux 
packs du commerce 200A. Les caractéristiques statiques sont déterminées avec le traceur de 
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courbes présenté au chapitre précédent. La Figure 4.27 représente la courbe I(V) de la diode 
Schottky SiC de calibre 50A à 25 et 125°C : 
 
 
Figure 4.27 : Courbe I(V) de la diode Schottky SiC à 25 et 125°C 
 
D’après cette courbe on peut déterminer les paramètres de la diode à 125°C (Tableau 4.2). On 
remarque que la résistance double entre 25°C et 125°C. 
 
Température v0_D rd_D 
25°C ≈ 0,8 V ≈ 66 mΩ 
125°C ≈ 0,7 V ≈ 127 mΩ 
Tableau 4.2 : Caractéristiques statiques de la diode Schottky SiC à 25°C et 125°C 
 
 
3.2.3. Caractérisation dynamique sur le banc de test à convertisseurs duaux 
 
Après les mesures des caractéristiques statiques, les packs ont été implantés sur le banc de test 
en lieu et place de deux packs silicium sur l’onduleur de courant (ce qui justifie les valeurs du 
circuit RC utilisé). Les conditions de test sont les suivantes : tension d’entrée de 3600V, 
fréquence de commutation de 500Hz avec LS=50µH, RCLAMP=25Ω et CCLAMP=60nF. 
 
La Figure 4.28 montre les formes d’ondes de la tension et du courant dans une diode SiC côté 
onduleur de courant à 50A. 
 

















Figure 4.28 : Formes d’ondes au recouvrement d’une diode Schottky SiC sous 3600V-50A 
 
 
On voit bien qu’il n’y a quasiment pas de courant de recouvrement. De plus, la tension 
maximale aux bornes de la diode SiC (4280V) est bien plus faible que pour du silicium 
(5280V). La Figure 4.29 montre la courbe des énergies au recouvrement de la diode Si (en 
rouge) et de la diode SiC (en bleu) pour différentes valeurs du courant commuté. 
 
 
Figure 4.29 : Energies de commutation au recouvrement en fonction du courant commuté 
 
On s’aperçoit que l’énergie au recouvrement de la diode SiC est beaucoup plus faible que 
pour du silicium (et qu’il est difficile de la mesurer avec précision), ce qui permettra de 
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3.2.4. Caractérisation dynamique en commutation dure sur le banc de test double 
impulsion 
 
Bien que cela ne soit pas le mode de fonctionnement utilisé dans la structure à convertisseurs 
duaux, des essais ont tout de même été réalisés sur le banc de test double impulsion pour 
déterminer l’énergie au blocage de la diode en commutation dure. Ces essais ont été réalisés 
sans inductance de limitation du di/dt. Les formes d’ondes de la tension et du courant au 
moment du blocage de la diode sous 3600V-50A sont présentées sur la Figure 4.30 pour du 
silicium et sur la Figure 4.31 pour du SiC. Malgré un di/dt élevé, la diode SiC n’a quasiment 
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La Figure 4.32 récapitule les énergies de recouvrement des diodes Si et Schottky SiC sous 
3600V pour différentes valeurs de courant commuté. La diode SiC montre une forte réduction 
de l’énergie de recouvrement qui est aussi indépendante du courant commuté. 
 
 
Figure 4.32 : Energies de commutation au recouvrement de la diode Schottky en fonction du 
courant commuté sur banc de test double impulsion 
 
 
Nous avons également regardé les formes d’ondes de l’IGBT pour estimer le gain sur 
l’énergie d’amorçage. Les formes d’ondes de la tension et du courant lors de l’amorçage d’un 
IGBT sous 3600V-50A sont présentées à la Figure 4.33 pour une diode Si et sur la Figure 







































Figure 4.34 : Formes d’ondes à l’amorçage de l’IGBT avec diode Schottky SiC sous 
3600V-50A 
 
La Figure 4.35 récapitule les énergies à l’amorçage de l’IGBT avec une diode Si et une diode 
Schottky SiC sous 3600V pour différentes valeurs de courant commuté. La diode Schottky 
SiC permet de réduire par quatre l’énergie à l’amorçage de l’IGBT. 
 
 
Figure 4.35 : Energies de commutation à l’amorçage de l’IGBT en fonction du courant 





Comme prévu, les diodes SiC permettent de diminuer l’énergie au recouvrement ainsi que la 
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une augmentation du rendement global, que ce soit pour la structure indirecte à redresseur de 
courant MLI et convertisseur DC/DC à résonance ou bien pour la structure AC/DC directe à 
convertisseurs duaux. Le réseau RC pourra également être fortement réduit. 
 
 
3.3. Essais sur des diodes JBS 
 
Fin 2011, nous avons pu acquérir des puces JBS SiC avec une tenue en tension de 10kV et de 
calibre 10A. Nous avons donc réutilisé le substrat présenté précédemment en remplaçant les 
diodes Schottky par les diodes JBS. 
 
3.3.1. Construction des modules 
 
Les diodes JBS (Junction Barrier Schottky) combinent les avantages d’une Schottky en direct 
(faible tension de seuil à l’état passant et peu de charges stockées) et d’une diode bipolaire en 
inverse (tenue en tension élevée et faible courant de fuite). Une photo du substrat avec les 
diodes JBS SiC est présentée sur la Figure 4.36. On voit les deux IGBT et la diode silicium en 
haut et les quatre diodes JBS en bas. 
 
  
Figure 4.36 : Photo du substrat avec diodes SiC JBS 
 
 
3.3.2. Caractérisation statique 
 
Les caractéristiques statiques sont déterminées avec le traceur de courbes présenté au chapitre 
précédent. La Figure 4.37 représente la courbe I(V) de la diode JBS SiC de calibre 80A à 25 
et 125°C : 
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Figure 4.37 : Courbe I(V) de la diode JBS SiC à 25 et 125°C 
 
D’après cette courbe on peut déterminer les paramètres de la diode à 125°C (Tableau 4.3). On 
remarque que, comme pour la diode Schottky SiC, la résistance est multipliée par plus de 
deux entre 25°C et 125°C. 
 
Température v0_D rd_D 
25°C ≈ 1,4 V ≈ 32 mΩ 
125°C ≈ 1,3 V ≈ 77 mΩ 
Tableau 4.3 : Caractéristiques statiques de la diode JBS SiC à 25°C et 125°C 
 
 
3.3.3. Caractérisation dynamique sur le banc de test à convertisseurs duaux 
 
A l’heure d’écrire ces lignes, la caractérisation dynamique n’était pas encore réalisée. 
 
 
4. CARACTERISATION DE MOSFET SiC 10 kV 
 
4.1. Conception du pack pour l’onduleur de tension 
 
Fin 2011, nous avons reçu des puces MOSFET 10kV-10A en même temps que les puces JBS. 
Ces puces MOSFET sont utilisées pour réaliser les packs de l’onduleur de tension. Elles vont 
remplacer les puces IGBT silicium tandis que la diode antiparallèle en silicium sera 
conservée. En effet, dans le mode Thyristor-Dual, la diode se bloque au zéro de tension, il n’y 
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a pas de pertes par recouvrement. Nous avons réalisé un pack avec une semelle et des 
connectiques de grille identiques au pack du commerce mais avec un circuit de puissance 
différent afin de réduire l’inductance interne. Nous avons aussi pris soin de réduire 
l’inductance de boucle côté commande. Nous avons étudié la répartition du courant dans les 
différentes puces (MOSFET et diodes) et la synchronisation des tensions de commande sur 
chacune d’entre elles. Des photos du substrat et une image de l’intérieur du pack sont 







Source : Philippe LASSERRE (ALSTOM Transport) 





Figure 4.39 : Photo du pack final avec MOSFET SiC 
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Au départ nous devions fabriquer huit packs de 100A par mise en parallèle de deux substrats 
de 50A. Finalement nous avons préféré réaliser dix packs de 80A pour avoir de la rechange en 
cas de casse, c’est pourquoi il n’y a que 4 MOSFET par substrat. Par ailleurs, l’article 
[AGA07], indique une forte dégradation des caractéristiques statiques des MOSFET SiC 
10kV lorsque ceux-ci conduisent en inverse. Bien que d’après le fabricant de puces ce 
problème soit aujourd’hui résolu, nous avons choisi, par sécurité, de rajouter deux diodes 
silicium supplémentaires sur chaque substrat (rappelons qu’initialement il n’y avait que la 
diode situé au milieu) afin de forcer le courant de conduction inverse à passer prioritairement 
par ces diodes et non pas par la diode de corps du MOS. Différentes simulations ont été 
réalisées avec les puces numérotées suivant la Figure 4.40. 
 
 
Figure 4.40 : Implantation des puces du pack VSiSiC 
 
Le schéma équivalent simplifié du pack avec les inductances parasites est présenté sur la 
Figure 4.41. Les valeurs de toutes ces inductances seront déterminées par simulation. 
 
Figure 4.41 : Schéma équivalent simplifié du pack avec les inductances parasites 
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La carte de répartition a été modélisée afin de déterminer les densités de courant et les valeurs 
d’inductance au niveau de chaque MOSFET. La Figure 4.42 montre le résultat de la 
simulation (a) ainsi qu’un zoom (b). La piste du dessus est connectée aux grilles des 
MOSFET par l’intermédiaire d’une résistance de 2Ω (1 résistance par puce) alors que la piste 
du dessous est reliée aux sources. Cette carte permet d’obtenir un effet busbar à l’intérieur du 
module. La liaison de la carte vers les puces MOSFET se fait grâce à deux picots (un pour la 
grille et un pour la source) et deux bondings. Les picots sont placés face à face pour permettre 




Source : Emmanuel BATISTA (ALSTOM Transport) 
Figure 4.42 : Densités de courant dans la carte de répartition 
 
On voit que la répartition sur les huit MOSFET est assez bonne, ce qui est également 
confirmé par le Tableau 4.4 qui présente les valeurs d’inductance Grille-Source sur chaque 
puce. LDC représente l’inductance d’après la géométrie propre du circuit alors que LAC prend 
en compte les effets dynamiques comme l’effet de peau et les courants de Foucault. 
 
MOSFET 1 2 3 4 5 6 7 8 
LDC (nH) 47,2 44 45,1 48,1 47,7 44,3 44,7 47,3 
LAC à 1MHz (nH) 37,6 36,1 35,9 38,3 37,8 35,5 35,6 37,7 
Tableau 4.4 : Valeurs des inductances du circuit de grille sur chaque MOSFET 
 
Un modèle circuit (matrice impédance en fonction de la fréquence) de la carte de répartition a 
été créé et utilisé ensuite dans le logiciel de simulation Simplorer (Figure 4.43) pour vérifier 
la synchronisation des ordres de commande sur les puces. Il a aussi permis de déterminer la 
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résistance de grille minimale à placer sur l’allumeur pour ne pas avoir de surtension lors de la 
commutation au blocage des MOSFET. 
 
 
Source : Emmanuel BATISTA (ALSTOM Transport) 
Figure 4.43 : Simulation sous Simplorer avec le modèle de la carte de répartition 
 
 
Chaque MOSFET a une charge de grille de 350nC et doit être piloté en +20V/-5V d’après les 
données constructeur. Nous avons préféré choisir des tensions de grille de +16V/-5V (avec 
des temps de montée et de descente de 150ns) en n’autorisant aucune surtension. Pour réaliser 
les simulations, la capacité d’entrée équivalente CGS de chaque MOSFET a été déterminée en 
utilisant la relation (4.1) : 
 
      
  
                
 
        
      
         (4.1) 
 
La Figure 4.44 présente les valeurs de la tension Grille-Emetteur maximale sur chaque puce 
en fonction de différentes valeurs de la résistance (dans la série E12) de grille située sur 
l’allumeur. On voit que pour ne pas avoir de surtension il faut une résistance minimale de 
0,68Ω. 
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Figure 4.44 : Tension maximale sur chaque puce en fonction de la résistance de grille de 
l’allumeur 
 
La Figure 4.45 (a) présente les formes d’ondes temporelles des tensions de commande des 
MOSFET ainsi qu’un zoom (Figure 4.45 (b)) pour une résistance de 0,68 Ω  qui montre la 





Figure 4.45 : Tension de commande des différentes puces 
 
 
Les densités de courant dans les connectiques de puissance et les pistes des substrats ont 
également été déterminées lors de la conduction en direct (MOSFET passants) et en inverse 
(diodes passantes et MOSFET bloqués) en considérant les résistances des composants à 25°C 
(cas le plus défavorable dans la mesure où une résistance plus faible entraine une plus 
importante dissymétrie des courants). Le résultat avec les diodes passantes (et les MOSFET 
bloqués) est donné sur la Figure 4.46. 
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Source : Emmanuel BATISTA (ALSTOM Transport) 
Figure 4.46 : Densités de courant dans les connectiques de puissance et les pistes du substrat 
avec les diodes passantes 
 
 
L’inductance côté puissance du pack (Drain-Source) lors de la conduction en inverse (diodes 
passantes et MOSFET bloqués) est de 30nH en DC et de 20,8nH en AC (à 1MHz). 
 
Le Tableau 4.5 montre la valeur du courant dans chaque diode pour un courant total de 80A 
dans le pack. On voit que celui-ci est bien réparti dans toutes les diodes, avec un écart 
maximal de 0,5A. 
 
Diode 1 2 3 4 5 6 
I (A) 13,17 13,46 13,18 13,21 13,53 13,08 
Tableau 4.5 : Valeurs du courant dans chaque diode pour un courant total de 80A 
 
Les mêmes simulations ont été réalisées avec un courant direct (MOSFET passants). Les 
résultats des densités de courant sont donnés sur la Figure 4.47. 
  
Source : Emmanuel BATISTA (ALSTOM Transport) 
Figure 4.47 : Densités de courant dans les connectiques de puissance et les pistes du substrat 
avec les MOSFET passants 
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L’inductance Drain-Source du circuit de puissance côté MOSFET est de 28,8nH en DC et de 
19,5nH en AC (à 1MHz). 
 
Le Tableau 4.6 montre la valeur du courant dans chaque MOSFET pour un courant dans le 
pack de 80A. On voit que le courant est bien réparti dans tous les MOSFET, avec un écart 
maximal de 0,7A. 
 
MOSFET 1 2 3 4 5 6 7 8 
I (A) 9,7 10,1 10 9,6 9,7 10,3 10 9,6 
Tableau 4.6 : Valeurs du courant dans chaque MOSFET pour un courant dans le pack de 80A 
 
Grâce à toutes ces simulations, on se rend compte que les tensions de commande des 
MOSFET sont bien synchronisées et ont toutes la même amplitude. Les inductances des 
circuits de puissance et de commande ont pu être déterminées ainsi que la répartition du 
courant dans chaque composant. 
 
 
4.2. Essais du module Thyristor-dual avec MOSFET SiC 10 kV 
 
4.2.1. Essais de vieillissement en conduction inverse 
 
Suite aux résultats présentés dans l’article [6] nous avons décidé de réaliser des essais des 
modules en régime de conduction inverse. Le principe du test est présenté à la Figure 4.48. 
L’objectif est de faire circuler un courant inverse dans les MOSFET alors qu’ils sont 
commandés avec une tension de grille de 15 V. Cet essai étant bien entendu dissipatif, les 
modules sont fixés sur une plaque de refroidissement à eau avec une température d’eau 
comprise entre 25 et 28°C. 
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Figure 4.48 : Essai de vieillissement des packs avec MOSFET SiC 
 
Le courant injecté varie de 0 à 80A par palier de 1A. La durée de chaque palier est de 15s. 
Toutes les données concernant le courant, la tension et la puissance délivrés par l’alimentation 
sont enregistrées. Différentes caractérisations sont réalisées avant et après vieillissement à 25 












Tenue en tension 
Schéma 
     
Tableau 4.7 : Procédure de test pour évaluer les effets de la conduction inverse 
 
Au total, les essais ont duré 15 heures. La Figure 4.49 montre les courbes ID=f(VGS) à 125°C à 
T0 (avant vieillissement) et T15 (après 15 heures de vieillissement). On voit qu’il n’y a pas 
d’évolution de la courbe. 
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La caractéristique statique du MOSFET en direct (vGS = 20V) à 125°C à T0 et T15 est 
présentée à la Figure 4.50. Là aussi, aucun changement de la caractéristique n’est observé. 
 
 
Figure 4.50 : Caractéristiques I(V) du MOSFET en direct (vGS = 20V) à 125°C à T0 et T15 
 
 
La caractéristique statique en inverse (diode + MOSFET avec vGS = +20V) à 125°C à T0 et 
T15 est présenté sur la Figure 4.51. Il n’y a aucune modification de la caractéristique. 
 
 
Figure 4.51 : Caractéristiques I(V) du MOSFET en inverse (vGS = 20V) à 125°C à T0 et T15 
 
 
Des mesures de courant de fuite ont été réalisées jusqu’à 2kV et n’ont montré aucun 
changement entre T0 et T15. Globalement nous pouvons dire que la conduction en inverse 
dans les packs avec MOSFET SiC que nous avons fabriqué ne dégrade pas les caractéristiques 




Chapitre IV : Caractérisation et mise en œuvre de composants Carbure de Silicium Haute Tension 
151 
4.2.2. Analyse de la commutation au blocage sur le banc de test double impulsion 
 
Nous utilisons dans un premier temps le banc de test double impulsion. Comme nous avons 
conçu un pack où les inductances internes sont minimisées, la position des connectiques de 
puissance est différente d’un pack standard IGBT du commerce. Il a fallu fabriquer un 
nouveau busbar intégrant une mesure du courant par shunt car la bande passante des sondes 
Rogowski est trop faible pour des composants aussi rapides. Le shunt que nous utilisons a une 
bande passante de 200MHz. Comme seul le blocage nous intéresse, nous n’envoyons au 
MOSFET qu’une seule impulsion de commande. 
 
Les formes d’ondes de la tension vGE (+16V/-5V) ainsi que du courant et de la tension du 
MOSFET sous 3600V-80A sont présentées sur la Figure 4.52. La résistance de grille (RGon et 




















La Figure 4.53 montre une forte diminution de l’énergie au blocage par rapport à un IGBT 
silicium associé à un condensateur de limitation de dv/dt de 60nF (valeur de snubber qui 
permettait d’atteindre 5kHz avec des pertes inférieures à 1kW). L’énergie de commutation est 
de 8mJ à 25A et 13mJ à 125A. Cela nous permet de commuter à 5kHz sans condensateurs 
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Figure 4.53 : Energie au blocage du MOSFET sous 3600V avec une résistance de grille de 
2Ω et une tension de commande de +16V/-5V 
 
 
5. PERTES DANS LA STRUCTURE A CONVERTISSEURS DUAUX 
 
Maintenant que nous avons les premiers résultats sur la conduction et la commutation des 
MOSFET SiC, nous pouvons quantifier les pertes dans la structure à convertisseurs duaux. 
Les calculs sont réalisés d’après les équations du Chapitre 3 dans les conditions suivantes : 
 
- Tension d’alimentation : 25kV-50Hz 
- Puissance : 2MW en traction (IRMS=80A) 
- 13 Etages (pas d’étage redondant) 
- VDC = 3,6kV 
- fC = 5kHz  
- Inductance de fuite du transformateur : LS = 50µH 
- Profondeur de modulation : ma = 0,9 
 
- Dans l’onduleur de tension, les hypothèses suivantes sont considérées : 
Pack avec MOSFET SiC (résistance de grille de 2Ω) et diode silicium pour un calibre de 
200A. Les caractéristiques du MOSFET et de la diode sont extrapolées à partir des résultats 
du pack 80A à 125°C :    identique et    divisée par 2,5. Le Tableau 4.8 récapitule les 
données utilisées pour l’onduleur de tension : 
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MOSFET SiC Diode Si 
     (V)      (mΩ)                     (V)      (mΩ) 
0 58,7 4,7e-8 3,5e-5 7,6e-3 0,9 5,52 
Tableau 4.8 : Données utilisées pour le calcul des pertes dans l’onduleur de tension 
 
 
              (W)               (W)               (W) 
43,2 22,1 52,1 
Tableau 4.9 : Récapitulatif des pertes dans un pack de l’onduleur de tension 
 
D’après le Tableau 4.9, les pertes pour un pack sont de 117W. Par conséquent elles seront de 
468W par étage soit 6,1kW pour la structure complète. 
 
- Dans l’onduleur de courant, les hypothèses suivantes sont considérées : 
Pack avec IGBT Si (avec une inductance de fuite de 50µH) et diode SiC CNM (tous les deux 
à 125°C) pour un calibre de 200A (la diode est extrapolée à partir des résultats du pack 50A : 
   identique et    divisée par 4). Le Tableau 4.10 récapitule les données utilisées pour 
l’onduleur de courant : 
 
IGBT Si Diode SiC CNM 
     
(V) 
     
(mΩ) 
            
     
(V) 
     
(mΩ) 
               
2,7 13 -2e-5 3,1e-3 0 0,75 15 0 0 0,006 
Tableau 4.10 : Données utilisées pour le calcul des pertes dans l’onduleur de courant 
 
 
              (W)               (W)               (W)               (W) 
37,4 69,3 15 238,3 
Tableau 4.11 : Récapitulatif des pertes dans un pack de l’onduleur de courant 
 
Le Tableau 4.11 présente les pertes pour un pack de l’onduleur de courant. Elles sont 
de 360W donc 2,9kW par étage soit 37,4kW pour la structure complète. 
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- Pertes dans le circuit RC : En considérant que l’on a un circuit RC pour deux interrupteurs 
tête-bêche sur l’onduleur de courant, les pertes dans ce circuit avec un condensateur de 1nF 
(réseau RC réduit) valent (4.2) : 
 
         
 
 
              
               
 
       (4.2) 
 
On a donc 129W par étage et 1,6kW pour la structure complète. 
 
- Transformateur : Dernier prototype : Pertes totales (cuivre + fer) = 390W soit 5,1kW pour la 
structure complète. 
 





Le fonctionnement des allumeurs pour le mode Thyristor-Dual a été validé sur banc de test 
(bras d’onduleur avec circuit LC) et sous pleine tension de 3,6 kV. Le fonctionnement des 
allumeurs pour le mode Thyristor devra être également validé par la suite. 
 
Les essais réalisés sur les diodes SiC montrent que les pertes par recouvrement sont très 
faibles voire négligeables. Les premières caractérisations sur les MOSFET en monocoup 
montrent qu’il est possible d’une part, d’atteindre une fréquence de commutation de 5kHz 
sans condensateur snubber, et d’autre part, d’améliorer le rendement de la structure complète.  
 
Cependant, comme ces composants sont beaucoup plus rapides, il reste à valider le 
fonctionnement de l’étage complet et de vérifier notamment que les forts dv/dt et di/dt au 
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Les résultats de caractérisation de composants SiC haute tension montrent qu’il est 
possible d’atteindre une fréquence de commutation de 5kHz tout en ayant un excellent 
rendement (97% théorique). Différentes études complémentaires ont été réalisées pour 
démontrer l’intérêt de la structure AC/DC directe à convertisseurs duaux par rapport à la 
chaîne de conversion AC/DC conventionnelle (transformateur Basse Fréquence + PMCF) : 
 
- En considérant le schéma de principe de la figure 5.1, nous avons voulu quantifier, par 
rapport à une structure classique, l’économie d’énergie réalisée sur un parcours type. Pour ce 
faire, nous avons utilisé CITHEL, un calculateur développé en interne chez Alstom Transport 
pour dimensionner les chaînes de traction (CInématique, THermique et ELectrique). 
L’énergie absorbée ou restituée sur la caténaire a été déterminée sur un parcours Milan-Rome 
aller/retour en considérant la chaîne de traction de l’AGV (alimentation 25kV et tension 
moyenne de bus DC régulée à 3600V), présentée au Chapitre I. 
 
 
Figure 5.1 : Principe d’une chaîne de traction à partir d’une caténaire alternative 
 
 
La courbe de la puissance caténaire PCAT en fonction de la puissance sur le bus continu PDC 
pour la structure AC/DC directe à convertisseurs duaux (Figure 5.2) a été déterminée en se 
basant sur les conditions et les hypothèses présentées au paragraphe 5 du Chapitre IV. Pour 
remonter jusqu’à la puissance et l’énergie absorbée (ou restituée) sur la caténaire, nous 
sommes partis de la puissance absorbé (ou restituée) par l’onduleur de traction sur le bus 
continu. 
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Figure 5.2 : Courbe de puissance PCAT = f(PDC) 
 
La Figure 5.3 rassemble les informations de vitesse et de puissance instantanée sur la 
caténaire tandis que la Figure 5.4 présente la comparaison des énergies consommées par une 
chaîne de traction utilisant une structure de conversion AC/DC classique (transformateur 




Figure 5.3 : Vitesse du train et puissance caténaire instantanée pour le parcours Milan-Rome 
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Figure 5.4 : Comparaison des énergies consommées par une structure classique et par la 
structure AC/DC à convertisseurs duaux pour le parcours Milan-Rome 
 
Sur un aller/retour le gain en énergie consommée est de 3,1% soit une économie de plus de 
700kWh. 
 
Le même travail a été ensuite réalisé sur une application 15kV (train régional Ängelholm-
Malmö) pour une puissance de 1,2MW (9 étages au lieu de 13 pour la structure 25kV). La 
Figure 5.5 montre le résultat des énergies consommées par une chaîne de traction classique 
(transformateur Basse Fréquence + PMCF) et par la structure AC/DC directe à convertisseurs 
duaux. Sur un parcours, le gain en énergie est de 8,5% soit une économie de plus de 160kWh. 
 
 
Figure 5.5 : Comparaison des énergies consommées par une structure classique et la structure 
AC/DC à convertisseurs duaux sur le parcours Ängelholm-Malmö 
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- On peut se poser la question de la fiabilité d’une telle structure étant donné le nombre élevé 
de composants. C’est pour cette raison qu’une étude a été réalisée en collaboration avec le 
service FMDS (Fiabilité Maintenabilité Disponibilité Sécurité) d’Alstom Transport de Tarbes. 
Celle-ci (Tableau 4. 5.12) prend en compte le remplacement de la partie Transformateur BF et 
PMCF (sans les condensateurs filtre) par la structure AC/DC directe à convertisseurs duaux 
dans le cas d’un fonctionnement sous alimentation alternative suivant différentes 
configurations (nombre de chaînes de traction, redondance …). Les calculs de fiabilité sont 
basés sur le retour d’expérience d’Alstom pour des composants connus et sur des hypothèses 
pour les composants moins connus (interrupteurs SiC …). Pour cette étude, nous avons 
considéré entre autre que les composants passifs et l’électronique de contrôle/commande ont 
une fiabilité identique aux éléments actuels. L’interrupteur 10kV est supposé moins fiable 
(FIT plus élevé) que le semi-conducteurs actuel 6,5kV. Nous avons pris une meilleure 
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Tableau 4. 5.12 : Comparatif de disponibilité des chaînes de traction avec conversion AC/DC 
classique et à convertisseurs duaux 
 
 
La fiabilité globale est moins bonne qu’une structure classique à cause du nombre de 
composants. Par contre la disponibilité, c'est-à-dire le risque d’avoir un train dans un état de 
dysfonctionnement qui entraîne un retard sur le trajet, devient équivalente voire meilleure 
dans la mesure où on rajoute un étage redondant. 
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- L’autre avantage de la structure AC/DC à convertisseurs duaux est la réduction de masse. En 
effet, dans certaines applications, on atteint la limite de charge à l’essieu. La Figure 5.6 
montre l’évolution de la masse de la chaîne de conversion AC/DC en fonction du calibre en 
tension du composant SiC utilisé (en considérant un étage redondant). 
 
 
Figure 5.6 : Evolution de la masse de chaîne de conversion AC/DC en fonction du calibre du 
composant SiC utilisé 
 
 
D’après la Figure 5.7, en utilisant des composants 10kV sous une alimentation 25kV/50Hz, 
on peut atteindre un gain de 20% sur la masse de la chaîne de conversion AC/DC. Il est à 
noter que l’utilisation de composants 6,5 kV ne conduit pas à un gain de masse significatif 
puisque celui-ci est de l’ordre de 8%.  
 
 
Figure 5.7 : Gain en masse de la chaîne de conversion AC/DC en fonction du calibre en 
tension du composant SiC utilisé 
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De plus, en règle générale, une réduction de 1% de la masse totale du train permet une 
réduction de consommation de 0,64%. On peut donc dire que les calculs de consommation 
d’énergie, réalisés précédemment à masse égale, seront encore plus favorables à l’utilisation 
de la nouvelle structure. 
 
En première approximation, nous pouvons conclure que l’utilisation de composants de calibre 
en tension plus élevé permet de réduire la masse de la chaîne de conversion AC/DC par 
diminution du nombre d’étages et améliore également la disponibilité. 
 
- D’un point de vue système, le montage complet jusqu’à l’onduleur de traction a été 
implémenté sous SIMLORER (en faisant varier la tension d’alimentation, en fonctionnement 
traction et freinage …). Ceci a permis de déterminer la meilleure disposition de tous les étages 
en prenant en compte tous les modèles précis des éléments : interconnexions, busbar, 
condensateurs, transformateur … La Figure 5.8 montre le schéma de la structure à dix étages 
(composants SiC 10kV) avec deux onduleurs de traction. 
 
 
Figure 5.8 : Schéma de la structure à 10 étages simulé sous Simplorer 
 
Ces simulations ont été réalisées avec différentes valeurs de condensateurs de filtrage et 
différentes valeurs d’inductances de câblage (utilisation de busbar, de barres ou bien de 
câbles). Pour faire le choix de la bonne configuration, il faut veiller à ce que les différentes 
fréquences de résonances en tension sur le bus DC ne correspondent pas à des harmoniques 
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de découpage Ih générés par les convertisseurs. La Figure 5.9 présente un exemple de réponse 
fréquentielle du bus continu  
    
  
  pour un bloc de 2 MW avec 2 onduleurs de traction. 
 
 
Figure 5.9 : Réponse fréquentielle du bus continu 
 
 
En parallèle avec l’étude de la structure de conversion, un autre travail important a été réalisé 
dans le cadre du projet CONCIGI_HT en ce qui concerne l’isolation 60kVRMS des 
transformateurs. Pour le composant magnétique, deux solutions de transformateurs secs ont 
été développées (voir Figure 5.10). 
 
 
Figure 5.10 : Design de deux transformateurs moyenne fréquence 
 
Deux systèmes de refroidissement ont également été étudiés : par plaque à huile et par 
caloduc. Un exemple de design d’un étage de la structure est présenté à la Figure 5.11 dans le 
cas d’un refroidissement par air. On peut voir trois caloducs (deux pour l’onduleur de courant 
et un pour l’onduleur de tension), le condensateur filtre, le bus bar ainsi que le transformateur 
moyenne fréquence. Le volume de l’ensemble est de 0,9 m3, ce qui est très compact. 
 




1 Caloduc HT 
2 Caloduc BT 
3 Transformateur Moyenne Fréquence 
4 Condensateur filtre 
  
 
Figure 5.11 : Conception d’un étage de la structure avec un refroidissement par air 
 
Le projet CONCIGI-HT arrive à son terme en décembre 2012. Il a permis de valider les 
technologies nécessaires au développement d’une nouvelle structure de conversion AC/DC 
incluant un transformateur de poids et volume réduit. Grâce aux composants SiC, il est 
possible d’atteindre une fréquence de fonctionnement de 5kHz qui permet de réduire la masse 
globale du système tout en ayant un rendement supérieur. Actuellement, le transformateur est 
en cours de finalisation et sera utilisé pour le prototype final et le test d’un étage de la 
structure. 
 
Pour la suite de l’étude, la réalisation d’un prototype de 2MW à l’échelle 1:1 devra être menée 
afin de valider le fonctionnement électrique, thermique et diélectrique. Il reste encore à 
travailler sur la partie contrôle/commande globale, sur la technologie de l’inductance de 
liaison pour l’alimentation alternative et continue (essais en choc foudre). L’aspect 
compatibilité électromagnétique vis-à-vis de la caténaire et des circuits de voie (sécurité, 
signalisation …) sera un point important à ne pas négliger. Pour cet aspect, l’association d’un 
opérateur ferroviaire est primordiale. En outre, la norme ne traitant que des transformateurs 
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L’objectif du projet CONCIGI-HT (CONvertisseur alternatif-continu Compact à Isolement Galvanique Intégré 
Haute Tension) est d’augmenter le rendement des chaînes de traction tout en réduisant la masse et le volume de la fonction de 
conversion Alternatif/Continu. Pour cela, l’ensemble transformateur basse fréquence - redresseur est remplacé par une 
structure multi-convertisseurs, directement connectée à la caténaire haute tension et intégrant des transformateurs 
fonctionnant en moyenne fréquence (plusieurs kHz). Cette thèse concerne plus particulièrement la caractérisation et la mise 
en œuvre de composants semi-conducteurs haute tension dans des structures de conversion statiques à étage intermédiaire 
moyenne fréquence. L’étude est effectuée sur la base d’une chaîne de traction de 2 MW fonctionnant sur un réseau 25 kV/50 
Hz. 
Le premier chapitre présente l’état de l’art de l’Automotrice à Grande Vitesse (AGV) récemment produite par 
ALSTOM. C’est la chaîne de traction de cet engin qui sert de référence pour l’étude des nouvelles topologies à 
transformateur moyenne fréquence. Le deuxième chapitre décrit tout d’abord la structure d’une chaîne de traction classique et 
présente ensuite deux topologies multicellulaires à transformateur moyenne fréquence applicables en traction électrique 
ferroviaire (la structure indirecte à redresseur de courant MLI et convertisseur DC/DC à résonance ainsi que la topologie 
directe associant des convertisseurs duaux). Les avantages et inconvénients de ces topologies sont mis en évidence. Le 
troisième chapitre concerne la mise en œuvre et la caractérisation en commutation douce de composants Silicium 6,5 kV dans 
les deux topologies présentées précédemment. Deux bancs de test, représentant un étage élémentaire de conversion, ainsi que 
des allumeurs spécifiques dédiés à la commutation douce, ont été réalisés. Ils permettent l’étude des semi-conducteurs en 
régime permanent dans des conditions nominales de fonctionnement (3,6 kV / 100 A). Le quatrième chapitre présente la mise 
en œuvre et la caractérisation de composants en carbure de silicium (SiC). Pour cela des modules de puissance à base de 
puces 10 kV (MOSFET et Diodes) ont été réalisés. Les résultats expérimentaux, obtenus sur les bancs de test réalisés au 
chapitre précédent, mettent en évidence une réduction significative des pertes et démontrent la viabilité de la topologie à 
convertisseurs duaux pour une application en 25 kV/50 Hz. La conclusion présente un premier design d’un bloc élémentaire 











The objective of the CONCIGI-HT project (Compact AC/DC converter with Integrated High Voltage Galvanic 
Insulation) is to increase the efficiency of traction drives while reducing the mass and volume of the AC/DC conversion. To 
do that, the part low-frequency transformer - rectifier is replaced by a multi-converter topology, directly connected to the 
high voltage power supply and incorporating medium frequency transformers (several kHz). This thesis relates more 
particularly to the characterization and implementation of high voltage semiconductors in conversion topologies with 
intermediate medium frequency link. The study is performed on the basis of a traction drive of 2 MW operating on a 25 
kV/50 Hz power supply. 
 
The first chapter presents the state of the art of the Automotrice à Grande Vitesse (AGV) recently produced by 
ALSTOM. The traction drive of this vehicle is used as a reference for the study of new topologies with medium frequency 
transformer. The second chapter first describes the structure of a conventional traction drive and then presents two 
multicellular topologies with medium frequency transformer applicable to railway traction (the indirect structure with PWM 
rectifier and DC/DC resonant converter and the direct topology combining dual converters). The advantages and 
disadvantages of these topologies are highlighted. The third chapter deals with the implementation and soft switching 
characterization of 6.5 kV Silicon components in both topologies presented above. Two test benches, representing a basic 
conversion stage, as well as specific drivers dedicated to the soft switching, has been made. They allow the study of 
semiconductors in nominal operating conditions (3.6 kV / 100 A). The fourth chapter presents the implementation and 
characterization of silicon carbide components (SiC). For this, power modules based on 10 kV chips (MOSFET and Diodes) 
have been achieved. The experimental results obtained on test benches made in the previous chapter, show a significant 
reduction in losses and demonstrate the viability of the dual converter topology for a 25 kV/50 Hz application. The 
conclusion presents the first design of an elementary block and gains in mass and volume as well as the energy savings that 
can be achieved compared to a conventional structure. 
